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Contribution à la modélisation et simulation par des modèles de turbulence RANS avancés des transferts thermiques dans les systèmes aéronautiques

le bain de jouvence et l'énergie...

III Impact

Parcours de recherches

Résumé de mon parcours de recherches

Ce mémoire est l'occasion de résumer mon parcours de recherches, effectué pour sa majeure partie en tant qu'ingénieur de recherches au sein de l'ONERA, où j'ai démarré début novembre 1995. J'y ai connu deux étapes essentielles : la première, en région parisienne, de 1995 à 2007, puis la seconde en région toulousaine de 2007 à nos jours. C'est dans la deuxième partie de ce parcours que j'ai pris goût à et souhaité développer l'encadrement de doctorants, raison qui m'amène à présenter aujourd'hui ce mémoire.

Ma première expérience de recherches remonte à mon stage de fin d'études SupAéro, au printemps 1994. Désireux de faire ce stage dans un laboratoire américain, j'avais pris contact avec le professeur Jean-Jacques Chattot, à l'Université de Californie à Davis. Jean-Jacques, ancien de l'ONERA, nous avait très gentiment accueillis mon binôme et moi-même, et nous avait initiés aux charmes des schémas boites. Il nous avait incités à développer un code simple permettant d'évaluer et et de comparer un certain nombre de schémas de discrétisation spatiale. Au delà du stage pur, j'avais adoré l'ambiance de travail dans le laboratoire, dans un environnement typique de campus américain.

J'avais alors enchaîné sur une année en tant que scientifique du contingent, à la Société Européenne de Propulsion (SEP), sur le site du Haillan, près de Bordeaux, au sein du laboratoire de calcul. Le site était spécialisé dans le développement de moteurs à propergol solide, et dans celui de matériaux composites de type SiC/SiC résistant aux hautes températures. Cette période m'avait permis d'utiliser mon premier code de calcul Navier-Stokes industriel, le code MSD (pour Mathilda-Saphir-Diamant). Ce code, développé à la Direction de l'Energétique de l'ONERA, était destiné aux traitements de différents types d'applications en propulsion, allant des turbomachines aux statoréacteurs. La SEP disposant à l'époque des sources du code, j'avais commencé à me familiariser avec les parties traitant des conditions aux limites de paroi, et en particulier des transferts thermiques. Ceci m'avait permis d'établir un certain nombre de contacts avec des ingénieurs de l'Office, et de me rendre compte que le développement et l'intégration de modèles était une voie potentiellement passionnante.

C'est donc presque naturellement que j'avais postulé à l'ONERA où j'ai été embauché le 1 er novembre 1995, dans l'équipe Turbomachines de Georges Meauzé. Cette équipe comprenait deux groupes. Le premier était dédié à la simulation autour des aubages avec le code CANARI (ancêtre du code elsA), le second, dans lequel je démarrais, se consacrait à la modélisation des écoulements de refroidissement dans les turbomachines. A ce titre, un des thèmes essentiels était le développement, l'intégration dans MSD et l'utilisation de modèles de turbulence avancés pour ce type d'application.

J'ai consacré les premières années de ma carrière, jusqu'en 2004, à ce thème de la modélisation des transferts thermiques dans les turbomachines, en pilotant notamment le programme de recherches concertées ARCAE. Ce programme commun entre l'ONERA et SAFRAN (à l'époque SNECMA et TURBOMECA) associait le LET (Laboratoire d'Etudes Thermiques) de Poitiers, et l'IVK (Institut Von Karman) à Rhode Sainte Genèse. Ce programme fut une expérience riche, et m'a permis de tisser des liens toujours existants avec ces deux laboratoires et SAFRAN. A partir de 1998, mon unité de recherches fut réorganisée pour traiter de l'ensemble des phénomènes aérothermiques rencontrés dans les systèmes propulsifs, ainsi que de la modélisation des moteurs cryotechniques. Je fus donc amené à élargir mes thèmes d'études aux transferts thermiques rencontrés dans les chambres de combustion, ainsi qu'aux problématiques d'instabilités de combustion Haute Fréquence, couplant thermique et acoustique. Mes principales contributions ont porté pour cette période sur l'intégration, et l'évaluation de modèles de turbulences avancés dans les codes MSD puis CEDRE, avec à chaque fois un travail d'adaptation aux pré-requis et schémas numériques du code. Au titre des modèles aérodynamiques sur lesquels j'ai travaillé, on pourra notamment citer les modèles EARSM de Gatski et Speziale (1993) , le modèle dit RNG proposé par Yakhot, Orszag, Thangam, Gatski et Speziale (1992) , et enfin le modèle v 2 ´f proposé par P. A. [START_REF] Durbin | Near-wall turbulence closure modeling without damping functions[END_REF], et son adaptation à un code compressible. Pour la partie thermique, ma contribution essentielle a porté sur l'utilisation de modèles de type Daly-Harlow en combinaison avec le modèle EARSM précédemment cité.

Peu après mon retour à l'ONERA/Châtillon et la naissance de mon fils en 2006, je fis toutefois, en accord avec mon épouse, le choix personnel de demander ma mutation au centre ONERA de Toulouse dans le groupe de Pierre Millan. J'avais en effet été approché plusieurs fois par Pierre, qui souhaitait rassembler le plus possible chez lui les différents acteurs de la thermique à l'ONERA.

A partir de 2007, je pris donc un poste d'ingénieur de recherches à l'ONERA-DMAE à Toulouse dans une unité de recherches dédiée notamment à la modélisation des transferts thermiques des systèmes aérospatiaux en général, incluant les corps de rentrée atmosphériques. C'est à partir de ce moment là que j'ai démarré l'essentiel de mon activité d'encadrement de thèses qui a principalement porté sur la modélisation turbulente pour la thermique, mais également sur la modélisation/simulation de systèmes de refroidissement comme les parois multiperforées rencontrées dans les chambres de combustion. Pour ce dernier point, l'objectif était au départ d'aboutir à un modèle homogène permettant de s'affranchir du maillage et de la simulation des milliers de trous permettant d'assurer le refroidissement de la paroi.

Le spectre large de l'unité recouvrait des activités allant de la convection naturelle à des écoulements à haute enthalpie, avec un dénominateur commun reposant pour ma part sur la modélisation RANS. En parallèle de cette activité d'encadrement, je fus également sollicité pour participer à l'enseignement dans plusieurs modules dispensés à l'ISAE et portant principalement sur la thermodynamique, la propulsion et la CFD.

Ce mémoire présente mes travaux de recherches et d'encadrement passés, ainsi que les perspectives que j'entrevois pour les années à venir. Il se décompose de la façon suivante. Une brève introduction décrira d'abord les techniques principales de refroidissement utilisées dans les turbomachines modernes. Une des caractéristiques principales des écoulements rencontrés étant leur caractère fortement turbulent, la deuxième partie présentera une perspective sur l'état de l'art de la modélisation RANS appliquée à ce domaine, et plus particulièrement les modèles sur lesquels j'ai pu moi-même travailler. Une troisième partie s'intéressera au thème spécifique de la modélisation par impact. La quatrième partie sera dédiée au thème spécifique des écoulements de jets débouchants isolés rencontrés dans le refroidissement par film turbine. La cinquième partie s'intéressera à la modélisation du refroidissement de paroi multiperforée. Enfin, le dernier chapitre présentera une synthèse et brossera de manière succinte mes perspectives de recherche. Thématiques scientifiques de recherche et perspectives

Thématiques de recherche

Ø

Modélisation numérique des transferts thermiques Ø Modélisation aérodynamique/thermique RANS des écoulements turbulents (avec effets) dans des environnements complexes Ø Modélisation thermique des parois multiperforées Ø Méthodes de couplage pour l'aérothermique Ø Simulation numérique des écoulements de rentrée atmosphérique -Développement de schémas numériques et modèles associés en particulier vis-à-vis de la prévision des transferts thermiques

Perspectives de recherche (10 lignes max.)

Mes perspectives de recherche sont orientées sur le développement de modèles de turbulence permettant une simulation dans un délai relativement court de systèmes aérospatiaux souvent complexes. En pratique cela passe par la dérivation de modèles RANS améliorés. Le focus est actuellement sur le développement de modèles DRSM aérodynamiques et thermiques robustes, montrant un gain systématique par rapport aux modèles à viscosité isotrope. Cette activité nécessite l'exploitation systématique de bases de données LES/DNS pour améliorer les sous-modèles actuels. Ces bases de données pourront également provenir de travaux portant sur l'évaluation des méthodes d'ordre élevé. Concernant l'amélioration des modèles RANS, l'intégration de techniques d'IA constitue une des pistes que je souhaite investiguer dans les années à venir.

Encadrements

Encadrement de Doctorats

Nom du doctorant / docteur

A.Colombié

Sujet

Amélioration de la prévision du refroidissement par impact à l'aide d'un modèle de turbulence anisotrope Représentant ONERA pour le réseau HAIDA (réseau de laboratoires travaillant avec SAFRAN sur les problèmes d'aérodynamique/thermique).

6.

Expertises d'articles ou de projets

Reviewer pour l'International Journal of Heat and Mass Transfer Reviewer pour le Congrès Francais de Thermique 7.

Autres contributions significatives

Une partie importante de mon activité de recherches a fait l'objet de rapports internes ONERA, dont une partie significative possède un caractère confidentiel, qu'il soit de type industrie (le plus souvent) ou défense. J'ai dénombré environ 120 rapports ONERA auxquels j'ai contribué de manière directe. Le thème dominant de ces rapports est l'aérothermique, le domaine d'application principal étant centré sur les turbomachines. Une partie importante de mon activité de recherches a également correspondu au développement et à l'évaluation de modèles numériques/de turbulence dans les codes MSD/CEDRE de l'ONERA à des fins d'applications en interne ONERA ou dans l'industrie.

Mon détachement pendant deux ans dans l'industrie (Snecma Villaroche) m'a permis de dégager de nouvelles pistes de recherches pour mon retour à l'ONERA, et de faciliter les mises en relations entre chercheurs ONERA et ingénieurs de bureaux d'études SAFRAN.

Communications

Bilan des rapports techniques réalisés à l'ONERA L'essentiel de mes travaux de recherches sur les 25 dernières années a porté sur l'étude des transferts thermiques dans les systèmes aéronautiques. Pour la plupart, ils ont concerné la modélisation de systèmes de refroidissement, plus rarement de chauffage comme dans les systèmes de dégivrage/antigivrage. Je m'attarderai donc plus particulièrement sur les enjeux liés aux systèmes de refroidissement des turbomachines aéronautiques modernes. On y retrouve en effet la majeure partie des briques technologiques rencontrées sous d'autres formes dans l'ensemble des systèmes aéronautiques. L'objectif de cette introduction est de mettre en évidence la variété et la complexité des écoulements rencontrés, ainsi que leurs principales caractéristiques. Au sein de ces turbomachines, mes travaux de recherches ont en particulier porté sur les techniques de refroidissement pour les parties turbine et chambre. Les problématiques associées à ces deux modules sont donc décrites ci-après. Les principaux paramètres cadrant le refroidissement à opérer sont donnés dans le tableau 1.1. Le premier objectif lors du design du système est donc un objectif de performance. Toutefois, une contrainte incontournable est celle de la durée de vie de l'aubage, directement pilotée par la distribution de température. Les motoristes estiment qu'une erreur de 10 à 20 K sur l'estimation locale de température peut conduire à une durée de vie de l'aubage divisée par 2. Les conséquences en termes de sécurité mais également de coût opérationnel sont donc évidentes. Un autre conséquence de la sensibilité de cette durée de vie à la distribution de température est la nécessité croissante d'être en mesure de fournir une cartographie détaillée réaliste de ce champ. Ceci peut parfois être incompatible avec l'utilisation de méthodes à base de corrélations, qui reflètent plutôt le comportement thermique moyen d'un système. Sur la question de la durée de vie, un point à relever est sa forte dépendance à l'existence de gradients de température importants. Dans la mesure du possible la phase de conception visera à minimiser ces gradients et à obtenir la distribution de température la plus uniforme possible.

Le refroidissement turbine

Les techniques utilisées et les modes de transferts thermiques associés

Un schéma de refroidissement typique d'une aube de turbine peut être visualisé sur la figure 1. 

Le refroidissement chambre

Les chambres de combustion modernes sont soumises à des contraintes analogues à la turbine en terme de niveaux de température, puisqu'elles sont à l'origine de l'écoulement vu par la turbine haute-pression. Un schéma de chambre de combustion annulaire moderne est représenté sur la figure 1.8. Ce type de chambre possède une paroi interne et une paroi externe, plus connues sous leur dénomination anglaise de 'liner'. Ce liner, comme le montrent les figures 1.8 et 1.9, se compose de différentes sections successives concentriques. Il est soumis, du côté des gaz chauds, à des températures pouvant atteindre de l'ordre de 2100 K. Il est donc, comme les aubages, refroidi par de l'air prélevé au niveau du compresseur. Le refroidissement est généralement opéré par la création de films de refroidissement successifs injectés à la paroi du liner, en général au niveau des frontières entres les différentes sections. L'air injecté au niveau des trous de refroidissement ou des trous de dilution présents dans la chambre peut représenter de l'ordre de 30 à 40% du débit d'air principal. Les contraintes actuelles de limitation des Nox imposent un régime de combustion pauvre qui rendent pourtant nécessaire de minimiser l'air dédié au refroidissement. Ce chapitre donne un aperçu des travaux que j'ai conduits ou contribué à encadrer, et qui visaient à améliorer la modélisation RANS de systèmes aéronautiques parfois complexes. Il est décomposé en quatre parties. La première consiste en une brève présentation de la problématique de la modélisation de la turbulence dans le contexte du refroidissement. Les trois parties suivantes illustreront l'évolution de mon activité de modélisation lors des vingt dernières années. Elle s'est d'abord focalisée sur l'amélioration de modèles à 2 équations de transport, mais a abouti, comme la majeure partie de la littérature sur le sujet, au constat de l'absence de modèle universel, en dépit des corrections diverses proposées. Deux exemples de ces tentatives de la fin des année 1990, et début des années 2000 seront donnés dans la deuxième partie de ce chapitre : le modèle k ´L RNG, puis les modèles à relaxation/pondération elliptique que j'ai développés dans les codes ONERA MSD et CEDRE. Devant les résultats parfois décevants obtenus avec ces modèles, j'ai contribué à l'effort effectué à l'Office pour gagner en généralité en évoluant vers des modèles plus avancés qu'ils soient de type explicites algébriques ou transportant les tensions de Reynolds. Le développement d'un modèle explicite algébrique original, le modèle VALM, fera ainsi l'objet de la troisième partie de ce chapitre. Nous conclurons par une quatrième partie dédiée aux modèles à tensions de Reynolds.

Quelques rappels sur la modélisation de la turbulence

L'objectif de cette partie est de rappeler rapidement les grandes notions à la base de la modélisation RANS, ainsi que de poser les principales notations qui seront utilisées dans la suite de ce mémoire. Pour une discussion plus détaillée sur la modélisation de la turbulence, le lecteur pourra se référer par exemple à Chassaing, 2000, [START_REF] Pope | Turbulent flows[END_REF][START_REF] Durbin | On the k ´ε stagnation point anomaly[END_REF][START_REF] Wilcox | Turbulence Modelling for CFD[END_REF] ou encore Leschziner, 2016.

Les équations de Navier-Stokes

Un écoulement compressible peut être décrit par les équations de Navier-Stokes sous leur forme compressible, qui inclut l'équation de l'énergie . 

H " E `p ρ `u2 2 (2.4)
Le tenseur des efforts visqueux τ peut s'écrire pour un fluide newtonien

τ " µ ˆgrad u `tgrad u ´2 3 div uI ˙(2.5)
Dans cette expression µ représente la viscosité. µ dépend de la température, et est généralement évaluée via la loi de Sutherland pour des applications turbines caractérisées par de fortes variations thermiques. La chaleur massique utilisée pour l'évaluation de l'énergie totale doit également tenir compte des effets de température.

Dans ce qui suit, nous utiliserons souvent deux tenseurs que nous définissons maintenant. On peut en effet décomposer le tenseur représentant le gradient de vitesse grad u (dont la trace est nulle pour un écoulement incompressible) en une partie symétrique et une partie antisymétrique. Le tenseur de déformation représente la partie symétrique et s'écrit :

s " 1 2 " grad u `tgrad u ı s ij " 1 2 " Bu i Bx j `Bu j Bx i  (2.6)
Le tenseur de vorticité représente la partie antisymétrique et s'écrit :

ω " 1 2 " grad u ´tgrad u ı ω ij " 1 2 " Bu i Bx j ´Bu j Bx i  (2.7)
S and Ω correspondent respectivement à la norme des tenseurs de déformation et de rotation.

S " ? s ij s ij , Ω " ? ω ij ω ij (2.8)
Ces expressions sont valables pour des écoulements incompressibles et peuvent être étendues au compressible en considérant la partie déviatrice du tenseur de déformation qui possède une trace nulle.

s " 1 2

" grad u `tgrad u ı ´1 3 div uI (2.9)
Nous prendrons également en compte le champ de gravité g car les différences de masse volumique sont potentiellement à l'origine de mouvements fluides.

Moyenne au sens de Reynolds

La moyenne au sens de Reynolds, notée x¨y ou encore ¨est définie comme une moyenne d'ensemble, i.e. la moyenne sur un nombre important de réalisations indépendantes d'un même écoulement. Pour des raisons pratiques , la double quote correspondant aux fluctuations sera convertie en simple quote dans la suite du manuscrit.

xf y " f " lim N Ñ8 ˜1 N i"N ÿ i"1 f i ¸(

Le problème de la fermeture

La fermeture du système d'équations ci-dessus requiert donc la modélisation des tensions de Reynolds et des flux de chaleur turbulents à partir des grandeurs caractéristiques de l'écoulement. Nous revenons rapidement ci-dessous sur l'influence du type de fermeture. Mes travaux de recherches ont en effet visé à évaluer et améliorer certains modèles qui se situent dans les différentes stratégies possibles, des modèles le plus simples (EVM) aux plus complexes (DRSM). (Catris et Aupoix, 2000[START_REF] Catris | Études de Contraintes et Qualification de Modèles à Viscosité Turbulente[END_REF] ont également mis en évidence son mauvais comportement dans des couches limites fortement anisothermes, ce qui conduit à une estimation erronée des niveaux de frottement et de flux de chaleur. En revanche, pour un écoulement de couche limite, le modèle présente une absence de sensibilité aux conditions extérieures de turbulence appréciable.

Modèles à viscosité/diffusivité turbulente isotrope

Le modèle k ´ω s'est rendu populaire par une robustesse plus grande que les modèles k ´ε en proche paroi [START_REF] Wilcox | Reassessment of the Scale-Determining Equation for Advanced Turbulence Models[END_REF], Wilcox, 1993a). Il répond en outre de manière correcte à la présence de gradients de pression adverse au sein d'une couche limite [START_REF] Wilcox | Turbulence Modelling for CFD[END_REF]. En outre, il s'affranchit de la nécessité de définir des fonctions bas-Reynolds pour amortir le niveau de turbulence. Ces fonctions ad-hoc souvent basées sur des analyses asymptotiques permettent de garantir un comportement satisfaisant à l'approche de la paroi, mais sont calibrées sur des écoulements simples. La question du paramètre sur lequel elles doivent se baser a également fait l'objet d'âpres débats (ν t {ν, y `, ou autre...). L'absence de telles fonctions pour les modèles k ´ω est donc un plus. En revanche, un défaut connu de ces modèles est la sensibilité aux conditions extérieures, ce qui est l'argument principal ayant conduit aux développements des modèles de Menter BSL et SST (F. R. Menter, 1994). Concernant la sensibilité aux gradients de température en proche paroi, le modèle s'avère reproduire les évolutions de frottement et de flux de chaleur correctement.

Le modèle modèle k´L présente lui probablement la meilleure robustesse, du fait du comportement linéaire de l'équation de L dans la zone de proche paroi. On note en outre P la production d'énergie cinétique ρk par unité de volume, Π le rapport entre production et dissipation Π " P ρ , et g z représente le gradient logarithmique de toute variable z, adimensionné par l'échelle l : 

Modèles à viscosité isotrope améliorés

g k " L k ∇k , g " L ∇ , g L " ∇L , ¨¨¨ ( 
κ 2 " σ ? c µ pc 2 ´c1 q (2.44) c L " 1.5 ´c1 c 2 ´c1 (2.45) b LL " 2 (2.46) b kk " 3 2 ˆ3 2 ´σk σ ˙(2.47) b kL " ´3 2 ˆ3 ´σk σ ˙(2.48) σ L " σ (2.49) π L " 3 2 ˆ1 σ k ´1 σ ˙(2.50)
Si on utilise le jeu habituel de constantes, on constate que c L est de l'ordre du dixième. Il en résulte que la source de L dépend peu du taux de production de l'énergie (Ψ » 1). Dans le modèle k ´L ONERA , on prend c l = 0, b ll =2, b kk = b kL =π L =0, ce qui conduit à une équation de transport de l très simple : 

S L " µ t σ L L `κ2 ´gL ¨gL ˘. ( 2 
κ " b pC ε2 ´Cε1 q a C µ σ ε (2.62)
Or, dans la zone logarithmique, on a η " 1{ a C µ , d'où la valeur de β tirée de l'expression de C ε1 . Le modèle est donc construit de façon à donner des résultats satisfaisants pour un écoulement de type couche limite ou canal. La figure 2.2 présente l'évolution de C ε1 avec η . C ε1 peut s'éloigner considérablement de la valeur classique autour de 1, 44, mais encore une fois c'est la valeur de la différence C ε2 ´Cε1 qui va importer. On note toutefois que C ε1 prend des valeurs importantes pour des cisaillements élevés. Le comportement attendu du modèle est donc de présenter des niveaux de turbulence inférieurs à ceux des modèles classiques dans les zones où η est important.

Développement d'un modèle k ´L RNG Haut Reynolds

Dans un premier temps il a été nécessaire d'adapter le modèle k ´ε présenté ci-dessus au modèle k ´l des codes MSD/CEDRE de l'ONERA. Ceci se traduit principalement par le calcul d'une Une utilisation complète de la théorie du groupe de renormalisation conduit également à prendre un nombre de Prt égal à 0.7179 pour l'équation de l'énergie au lieu de 0.9. Pour les codes ONERA, il a été décidé de garder la valeur usuelle et comparer essentiellement les résultats aérodynamiques.

g f f f e ¨0.26 `η ´1 ´η η 0 1 `β3 a C µ σ ε ' (2.

Développement d'un modèle k ´L RNG bas-Reynolds

Pour aboutir à un modèle compatible avec des maillages fins, j'ai à l'origine fait le choix de développer un modèle zonal ou bicouche, de manière analogue à l'hybridation faite dans le modèle k ´ω SST de Menter. La stratégie est ici de conserver le modèle k-l classique ONERA dans la partie proche paroi, et de basculer sur le k ´L RNG vu ci-dessus dans la partie de l'écoulement où la turbulence est pleinement développée. L'ensemble des fonctions bas Reynolds du modèle k ´L de CEDRE étant basées sur le nombre de Reynolds turbulent r t " ν t {ν, cette variable a été retenue pour assurer la transition entre les deux couches du modèle. Le raccordement s'effectue au sein de la zone logarithmique où les fonctions correctrices perdent tout caractère amortissant. Soit f(r t ) cette fonction de raccordement. L'équation de transport de L pour le modèle k ´l ONERA est multipliée par 1 ´f pRtq, et celle pour le modèle k ´L RNG par f pRtq. À bas nombre de Reynolds, le traitement est donc exactement identique à celui du modèle k ´L ONERA (ce qui permet d'assurer une bonne loi de frottement), et à partir de la zone logarithmique la modélisation RNG permet de mieux prendre en compte des phénomènes tels que décollements ou fortes courbures. Le procédé ci-dessus revient en fait à écrire toutes les constantes sous la forme : 

α hyb " p1

Relaxation/pondération elliptique : les modèles v 2 ´f et Billard Laurence

Cette partie est consacrée aux différentes formes de modèle à viscosité isotrope basés sur des formulations de type relaxation ou pondération elliptique sur lesquels j'ai travaillé de manière discontinue à partir du début des années 2000. Cette approche, très séduisante sur le plan théorique, permet de s'affranchir de fonctions bas-Reynolds qui posent souvent question pour les écoulements complexes. J'ai travaillé successivement sur l'implantation et la validation du modèle v 2 ´f (P. A. [START_REF] Durbin | Near-wall turbulence closure modeling without damping functions[END_REF] dans le code MSD de l'ONERA, puis sur celle du modèle de Billard et Laurence (2012) dans le code CEDRE de l'ONERA, et enfin plus récemment sur celle du Lag model de Les paragraphes suivants décriront d'abord l'approche originale, puis les améliorations proposées qui ont conduit au modèle de Billard et Laurence. L'originalité de mon travail a consisté à proposer une formulation du modèle adaptée à un code compressible généraliste. Un court paragraphe s'attardera ensuite sur quelques cas de validations. Enfin, une perspective sera donnée sur le lag model proposé par S. Lardeau qui établit un pont entre le Lag model proposé par Revell et les modèles à pondération elliptique.

Un panorama rapide des travaux sur les modèles v 2 -f

Le modèle v 2 ´f a initialement été proposé par P. [START_REF] Durbin | Near-wall turbulence closure modeling without damping functions[END_REF][START_REF] Durbin | Separated flow computations with the k-epsilon-v-squared model[END_REF]. Ce modèle isotrope est d'abord basé sur l'idée que le blocage cinématique à la paroi porte uniquement sur les fluctuations de vitesse normale à la paroi, notées v 2 , et non sur l'énergie cinétique de turbulence k, qui agrège les fluctuations dans l'ensemble des directions. Le modèle est donc un modèle k-ε classique, auquel est rajoutée une équation de transport pour ces fluctuations v 2 . Pour dériver l'équation de v 2 , Durbin considère l'équation de transport classique des tensions de Reynolds et l'effort porte sur la modélisation du terme de corrélation pression-déformation. La dérivation est faite dans un cadre incompressible, où la pression obéit à une équation de Poisson. La différence entre le terme de redistribution et le terme de dissipation peut alors s'écrire La fluctuation de vitesse v 2 intervient dans la définition de la viscosité turbulente au travers de la relation

φ 22 ´ε22 " ϕ 22 ´ε v 2 k (2.
ν t " C µ v 2 max " k ε , 6 c v ε  (2.73)
Une des principales conclusions de P. A. [START_REF] Durbin | Near-wall turbulence closure modeling without damping functions[END_REF] est que cette prise en compte de v 2 (avec un amortissement correct venant de f) permet de s'affranchir de l'utilisation de fonctions d'amortissement, à caractère nécessairement empirique.

A partir de ces travaux initiaux, le modèle a alors connu différentes versions. Les principaux apports récents ont consisté en l'introduction d'un changement de variable ϕ " v 2 k et au passage à une pondération elliptique analogue à celle proposée par Manceau pour son modèle EBRSM [START_REF] Manceau | Elliptic blending model: A new near-wall Reynolds-stress turbulence closure[END_REF]. Pour des raisons de concision du manuscrit, ces modifications et leur historique sont rappelés dans l'annexe B. La thèse assez récente de Billard (2011) détaille de nombreux aspects de ces modèles, et l'on peut considérer sa proposition comme la forme la plus récente et aboutie de modèle à pondération elliptique. C'est sur celle-ci que nous nous baserons dans la suite de ce chapitre.

Le modèle de Billard-Laurence

Billard propose une synthèse des travaux sur les vingt dernières années, en mettant en évidence les écarts entre modèles et en faisant ressortir leurs avantages et défauts respectifs. Sur cette base, il propose un modèle à pondération elliptique, reprenant les idées des modèles les plus évolués à relaxation elliptique, mais modifiant le terme de redistribution par une pondération entre une solution proche paroi et une solution homogène. Les constantes ont également fait l'objet d'un recalibrage. Le modèle prend la forme suivante :

Dk Dt " P ´εh `Bj "ˆν 2 `νt σ k ˙Bj k  ´Cε3 p1 ´αq 3 k ε h 2νν t pB k B j U i qpB k B j U i q (2.74) Dε h Dt " C ε1 P ´Cε 2 ε h T `Bj "ˆν 2 `νt σ ε h ˙Bj ε h  (2.75) C ε2 " C ε2 `α3 pC ε4 ´Cε2 qtanh ˆ| B j pν t {σ k B j kq ε h | 3{2 ˙(2.76) Dϕ Dt " p1 ´α3 qf w `α3 f h `P ϕ k `2 k ν t σ k B j ϕB j k `Bj "ˆν 2 `νt σ ϕ ˙Bj ϕ  (2.77) $ ' ' ' ' ' ' ' ' & ' ' ' ' ' ' ' ' % f w " ´εh 2 ϕ k f h " ´1 T ˆC1 ´1 `C2 P ε h ˙ˆϕ ´2 3 α ´L2 B j B j α " 1 (2.78) $ ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' & ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' ' % L " g f f e C 2 L ˜k3 ε 2 h `C2 η ν 3{2 ε 1{2 h Ţ " d k 2 ε 2 h `C2 T ν ε h T lim " 0.6 ? 6C µ ϕ a S ij S ij (2.79) ν t " C µ ϕk minpT, T lim q (2.80)
Les constantes de ce modèle baptisé BL (pour Billard-Laurence) sont les suivantes : 1,44 ;C ε2 " 1,83 ;C ε3 " 2,3 ;C ε4 " 0,4 ;σ k " 1 ;σ ε h " 1,5 ;C µ " 0,22 ;C T " 4 ;C L " 0,164 ;C η " 75 ;C 1 " 1,7 ;C 2 " 0,9 ;σ ϕ " 1. La présence du terme en C ε3 dans l'équation de k correspond au choix effectué par Billard et Laurence de modéliser les effets visqueux de proche paroi par un terme supplémentaire en lieu et place d'un terme C ε1 dépendant de l'anisotropie ou de la distance à la paroi. Les détails sont donnés dans Billard [START_REF] Billard | Development of a robust elliptic-blending turbulence model for near-wall, separated and buoyant flows[END_REF] et conduisent à diviser la viscosité laminaire par deux, pour obtenir les comportements attendus en proche paroi.

C ε1 "
La dépendance de C ε2 en fonction du rapport entre le terme de diffusion turbulente et le terme de dissipation vise à une meilleure description de la viscosité turbulente dans la région déficitaire de la couche limite, où les valeurs usuelles ne sont plus adaptées. En pratique cela conduit dans la région déficitaire à une diminution importante de la constante. Là encore, plus de détails sont fournis dans [START_REF] Billard | Development of a robust elliptic-blending turbulence model for near-wall, separated and buoyant flows[END_REF].

Ce modèle, qui fait la synthèse des développements les plus récents sur le thème de la relaxation ou de la pondération elliptique a été choisi comme base initiale à développer dans CEDRE, et ce notamment vis-à-vis des problèmes de stabilité rencontrés dans le passé. Des aménagements ont cependant dû être effectués, certains termes du modèle BL (principalement les dérivées secondes) n'étant pas accessibles dans le code CEDRE. L'implantation effectuée est décrite succinctement dans le paragraphe suivant.

Implantation dans le code CEDRE du modèle Billard-Laurence (BL)

Le modèle retenu est donc le modèle de Billard-Laurence (BL) décrit ci-dessus qui a été adapté à un code compressible industriel comme le code CEDRE. J'avais travaillé pour le code MSD auparavant sur la version proposée par Lien, mais pour les raisons de concision, je me bornerai à l'activité la plus récente. Par rapport à un code incompressible, possédant une résolution naturelle du laplacien permettant d'évaluer α, l'originalité de l'approche proposée ici (dont je suis à l'origine) est d'assimiler le modèle à un modèle de turbulence à quatre équations de transport. L'équation elliptique fait l'objet d'un traitement particulier dans la mesure où son terme de transport convectif est annulé. Le terme en laplacien correspond lui à un terme diffusif mis sous une forme particulière. Ainsi, au lieu de résoudre

α ´L2 ∇ 2 α " 1 on se propose de résoudre µ ρ ∆t L 2 B t α `0 ¨div pρuαq " µ p1 ´αq ρL 2 `1 ρ ∇.rµ∇αs soit, KB t α " µ p1 ´αq ρL 2 `1 ρ ∇.rµ∇αs
Cette formulation n'est évidemment pleinement rigoureuse que lorsque les variations de viscosité sont négligeables. La multiplication par la viscosité permet de retrouver une forme similaire aux termes diffusifs des autres équations de transport et assure une moindre raideur de l'équation.

Pour des raisons de simplicité, un premier choix a consisté à prendre K=1. Ceci revient à ne pas modifier la phase d'intégration temporelle actuelle. Le terme temporel doit en effet être vu comme un terme de relaxation vers la solution stationnaire. Du fait de l'intégration implicite effectuée dans le code CEDRE, le terme diagonal sera donc équivalent à 1 `ν∆t L 2 en prenant en compte l'implicitation du terme source. Un autre terme lié au laplacien serait à prendre en compte. Le choix fait de ne pas modifier l'intégration implicite peut ainsi poser problème lorsque le pas de temps est trop grand ou l'échelle de longueur turbulente trop petite. Cela correspond en effet à un terme diagonal fortement modifié par le terme source. Idéalement, l'intégration temporelle devrait être modifiée en conséquence. Ceci est envisagé dans une étape ultérieure.

Une modification supplémentaire a en outre été apportée au modèle BL. Elle tient à l'absence d'évaluation du Hessien dans la version de développement de CEDRE à mi-2011. Ce terme intervient dans l'estimation du terme supplémentaire dans l'équation de k. En l'état, une constante dépendante de l'anisotropie a donc été conservée. Le choix de la relation du modèle Durbin95 a donc été fait.

C ε1 " 1, 4 ˆ1 `0, 045 c k v 2 ˙;
En outre, l'évaluation de la valeur de C ε2 requiert celle du terme de diffusion, qui n'est pas calculé dans CEDRE. Ce sont en effet les flux de diffusion sur les interfaces qui sont évalués soit des dérivées premières. Le choix fait a été d'évaluer ce terme de diffusion par un bilan Diffusion = P ´ε ´U.∇k

Cas de validation académiques

Dans les différents programmes de recherches où j'ai été impliqué, j'ai été amené à effectuer une validation du modèle v 2 ´f de Lien puis du modèle de Billard-Laurence (également baptisé ϕ ´α dans sa version ONERA). Le but n'est pas ici de reprendre l'ensemble des cas testés, mais de donner les résultats obtenus sur un cas de validation simple pour faire ressortir l'intérêt de ce type de modèles. Nous verrons en outre que le comportement observé du modèle sur ces cas de validation a conduit à l'adoption de certaines modifications, destinées à en accroître la robustesse.

Cas de l'écoulement dans un canal plan

Nous avons choisi, comme premier cas de validation, celui d'un canal plan avec un écoulement pleinement établi. Pour comparer nos résultats, nous nous sommes basés sur le cas test de Kim et al (J. Kim, Moin et Moser, 1987). La hauteur du canal est fixée à 0,0246 m, la longueur à 2 m et nous avons effectué des simulations pour deux débits différents. Le premier cas, pour une vitesse sur l'axe de l'ordre de 10,65 m/s, nous donne un nombre de Reynolds R e h " uτ h ν " 395 basé sur la vitesse de frottement u τ et la demi-hauteur de canal h. Le second cas, pour une vitesse de l'ordre de 66,7 m/s nous donne R e h " 2000. De plus, les parois haute et basse du canal sont supposées adiabatiques, P s " 101325 Pa, T s " 294 K, µ " 1, 84.10 ´5 Pa.s et ρ " 1, 18 kg{m 3 . Pour ces deux cas nous avons comparé les profils de 2.7b) dont le pic atteint approximativement la valeur de 4,6 alors que la valeur prédite est plutôt de l'ordre de 5,2. La prévision du modèle ϕ ´α reste néanmoins plus précise que celle du modèle k ´ω. Le profil de v 2`, (Figure 2.7c) qui va piloter l'amortissement à la paroi, est quant à lui convenablement modélisé. Le niveau de ϕ (figure 2.7d) reste toujours légèrement sous évalué par rapport aux résultats DNS mais il améliore de manière conséquente les résultats obtenus avec le modèle Lien. Enfin, ν t (Figure 2.7e) est bien évalué en proche paroi, jusqu'à y `= 150 mais peine toujours à reproduire le plateau de viscosité turbulente au delà de y `= 150. Des efforts ont cependant été faits dans ce sens avec la nouvelle évaluation de C 2 . La comparaison entre les résultats issus des DNS, et les modèles avec C ε2 variable et C ε2 =1.9 est présentée sur la figure 2.9. La différence principale avec C ε2 constant est visible sur la figure 2.9d. La dépendance de ce coefficient en fonction du rapport diffusion/dissipation permettait d'abaisser significativement le niveau de viscosité turbulente dans cette région, ce qui n'est plus le cas. Les écarts sont par contre réduits pour ce qui concerne les scalaires turbulents transportés. Si l'on tient en outre compte de l'amélioration substantielle constatée sur la stabilité du modèle, le choix final a donc été de conserver la valeur de C ε2 constante. 

U `" U {u τ , K `" K{u 2 τ , ε `" νε{u 4 τ , v 2 `" v 2 {u 2 τ , ϕ, ν t " ν t {ν

Cas R e

a ij " ´2 ν t k S ij (2.81)
D'autre part, le terme de production de l'équation de k s'écrit :

P " ´ka ij S ij (2.82)
Pour un modèle à viscosité isotrope classique, le terme de production peut donc s'écrire :

P " 2ν t S ij S ij " ν t S 2 (2.83)
Or, dans nombre de situations, le tenseur d'anisotropie et celui de déformation ne sont en réalité pas alignés et l'équation conduit à une surestimation notable de la création d'énergie cinétique de turbulence, qui croît en réalité de manière linéaire avec le tenseur de déformation. Dans l'approche proposée par Lardeau, l'écriture du terme de production donne :

P " C µ ϕ k 2 ε S 2 " ´ka ij S ij (2.86) Soit, ϕ " ´aij S ij S looomooon ξ 1 C µ ε kS lo omo on η ´1 " ξ C µ η (2.87)
ou ξ et η représentent respectivement le désalignement entre anisotropie et déformation (équivalent du C as de Revell), et le rapport entre la fréquence caractéristique liée à l'écoulement moyen, et celle de l'écoulement turbulent. Le terme de production s'écrit alors encore :

P " ξkS (2.88)
ou encore dans le formalisme de Revell,

P " C as kS (2.89)
L'objectif principal de ces modèles est donc de conduire à un meilleure estimation du terme de production, directement liée à une meilleure prise en compte du désalignement mentionné cidessus. Lardeau propose alors de dériver une équation de transport pour ϕ à partir des équations de transport de ξ et η.

Dϕ Dt " 1 C µ η Dξ Dt ´ξ C µ η 2 Dη Dt (2.90)
L'équation de transport pour ξ se dérive directement à partir de celle pour les tensions de Reynolds comme le démontre Revell (A. [START_REF] Revell | A stress-strain lag Eddy viscosity model for unsteady mean flow[END_REF].

Dξ Dt " ´Sij kS " P ij ´εij `φi j ´aij pP ´εq ‰ ´1 S DS ij Dt ˆaij `2S ij ξ S ˙(2.91)
où l'on reconnait d'une part les principaux termes sources de l'équation de transport du tenseur d'anisotropie, et d'autre part un terme de transport pour le tenseur de déformation.

L'équation de transport pour η se dérive elle à partir des équations de transport de k et ε et s'écrit :

´ϕ η Dη Dt " ´ϕ P k p1 ´Cε 1 q `p1 ´Cε 2 q ϕ τ (2.92)
A partir de ce point de départ, et en adoptant pour l'équation de transport de l'anisotropie un modèle de type EBSRM de Manceau, on peut montrer (après quelques manipulations non-détaillées ici) que l'équation de transport pour ϕ s'écrit finalement :

Dϕ Dt " `1 ´α3 ˘fw `α3 f h ´Cp 1 P k ϕ `B Bx j "ˆν 2 `νt σ ϕ ˙Bϕ Bx j  (2.93) où f w " C ẘϕ ε k f h " ˆC 1 `C1 P ε ˙ϕ τ `CP 2 ϕS `CP 3 1 τ `1 ηS M ij S ij (2.94) M ij " C 4 a ik S jk `C5 a ik W jk (2.95)
Les termes f w et f h sont à comparer à leur valeur pour le modèle de Billard-Laurence

f BL w " ´ϕε 2k f BL h " ´1 τ ˆC1 ´1 `C1 P ε ˙ˆϕ ´2 3 
˙(2.96) avec, C ẘ " C ε 2 ´1 ´Cw ´1 C µ , C1 " C 1 `Cε 2 ´2,C P 1 " 2 ´Cε 1 C P 2 " C 3 ? 2 ,C P 3 " 1 C µ ˆ2 3 ´C3 2 ˙, C 4 " 2 C µ p1 ´C4 q , C 5 " 2 C µ p1 ´C5 q
(2.97) La différence principale porte donc sur l'écriture du terme homogène, qui inclut dans la version lag model des effets liés au tenseur de déformation et à l'anisotropie de la turbulence au travers du tenseur M ij . Lardeau et Billard [START_REF] Lardeau | Development of an elliptic-blending lag model for industrial applications[END_REF] soulignent que si une hypothèse de Boussinesq est utilisée pour a ij , alors les résultats obtenus avec le lag model se montrent assez proches de ceux du modèle de Billard-Laurence. Au regard de cela, ils suggèrent d'adopter une hypothèse de type QCR (Quadratic Constitutive Relationship), pour a ij . Dt dont l'évaluation nécessite un traitement particulier, non disponible actuellement. D'autre part, l'effet principal du modèle se situe actuellement dans une modification du terme de production. Une voie serait d'étendre le modèle pour a ij à l'estimation des tensions de Reynolds utilisées dans les équations RANS de quantité de mouvement. On voit donc que ce type de formultation, très récente, ouvre des perspectives intéressantes. L'incorporation de briques des modèles DRSM, la prise en compte partielle de l'anisotropie, ainsi que la pondération elliptique, font de ces modèles à 3 équations (en réalité quatre dans les codes compressibles ONERA) une voie prometteuse, sur laquelle je souhaite continuer à investir dans les années à venir.

a ij " ´2 ν t k rS ij ´Ccr 1 pO ik S jk `Ojk S ik qs (2.98) avec, O ij " Wij a S 2 ´W 2 (2.

Modèles explicites algébriques : le modèle VALM

Le modèle VALM (immodestement choisi pour Vanpouille Aupoix Laroche Model) a été développé dans le cadre de la thèse de D. Vanpouille [START_REF] Vanpouille | Développement de modèles de turbulence pour les écoulements soumis à la flottabilité[END_REF] et a fait l'objet d'une publication récente (Vanpouille, Aupoix et Laroche, 2015a). Cette publication a été précédée d'une autre [START_REF] Vanpouille | Development of an explicit algebraic turbulence model for buoyant flows -Part 1: DNS analysis[END_REF], qui a montré le mauvais comportement des modèles de turbulence classiques sur des cas de convection naturelle/mixte. Il a été en particulier montré que les modèles classiques présentent des lacunes importantes au voisinage de la paroi, mais aussi dans le cas d'un canal différentiellement chauffé, dans la zone où le gradient de vitesse s'annule. Le modèle développé adresse ces différentes difficultés. En particulier :

-il tient compte du couplage naturel entre aérodynamique et thermique pour la convection naturelle/mixte (terme de flottabilité),

-il représente de manière approchée, mais assez représentative et peu coûteuse, l'anisotropie de la turbulence, -il bénéficie d'un traitement original à la paroi, basé sur une équation de pondération elliptique, -il couple ce traitement elliptique à l'évaluation des tensions de Reynolds et corrélations vitesse température.

Ce modèle a été développé au départ pour traiter particulièrement des écoulements de convection naturelle, mais il est parfaitement valide dans des cas de convection forcée, ce qui en fait un modèle prometteur en terme de gamme d'utilisation. A ce titre le traitement elliptique apparaît comme un plus notable. Ce modèle combine en effet :

-un modèle explicite algébrique anisotrope pour les tensions de Reynolds -un modèle explicite algébrique anisotrope pour les corrélations des fluctuations de vitesse et température -un amortissement basé sur un traitement elliptique -trois équations de transport pour les scalaires turbulents (deux pour la dynamique, une pour les aspects thermiques)

La logique de développement du modèle sera d'abord rappelée, puis le modèle rapidement présenté. Enfin les premiers résultats obtenus seront discutés.

Logique de développement

Le modèle VALM capitalise les travaux effectués au DMAE puis au DMPE depuis plusieurs années. La première idée derrière la naissance de ce modèle est d'aller au delà de la relation de Boussinesq et de flux de chaleur en gradient simple (dont les défauts ont déjà été évoqués), en développant des expressions explicites algébriques pour les tensions de Reynolds et les corrélations vitessetempérature. A notre connaissance, l'ensemble des modèles explicites existant dans la littérature possèdent un amortissement de paroi dépendant de fonctions bas Reynolds à caractère ad-hoc.

Les travaux menés sur les modèles à relaxation/pondération elliptique nous ont donc menés à proposer cette approche en lieu et place de ces fonctions. Enfin, la formulation d'un modèle explicite thermique plus général passe par la résolution d'une équation pour la variance de la température, ce qui aboutit au dernier ingrédient de ce modèle. Enfin, il convient de noter que par, essence, ce modèle a été développé dès le départ pour tenir compte du couplage dynamique/thermique introduit par le terme de flottabilité dans les équations de Navier-Stokes.

Développement du modèle

Avant de présenter les hypothèses d'équilibre local sur lesquelles est basé le modèle VALM, il convient tout d'abord de définir les deux grandeurs sur lesquelles vont porter ces hypothèses, c'està-dire le tenseur d'anisotropie a ij et le vecteur flux de chaleur turbulent normalisé ξ i .

Le tenseur d'anisotropie est défini par :

a ij " u 1 i u 1 j k ´2 3 δ ij (2.101)
a ij représente l'écart à l'isotropie et l'orientation du tenseur de Reynolds.

Pour la thermique, le vecteur flux de chaleur turbulent normalisé est défini par :

ξ i " u 1 i T 1 ? kk θ (2.102) avec k θ " 1 2 T 12 (2.103)
k θ , variance de la température, représente le pendant thermique de k, et représente l'échelle turbulente thermique, permettant de normer la corrélation vitesse température. ξ i représente ainsi à la fois le degré de corrélation entre vitesse et température ainsi que l'orientation des flux de chaleur turbulents.

On rappelle en outre que l'équation de transport des tensions de Reynolds u 1 i u 1 j s'écrit :

Bu 1 i u 1 j Bt `Ul Bu 1 i u 1 j Bx l looooooooomooooooooon Du 1 i u 1 j {Dt " ´u1 i u 1 l BU j Bx l ´u1 j u 1 l BU i Bx l loooooooooooomoooooooooooon P ij `p1 ρ ˆBu 1 i Bx j `Bu 1 j Bx i looooooooomooooooooon φ ij ´2ν ˆBu 1 i Bx l Bu 1 j Bx l looooooomooooooon ε ij `B Bx l ˜ν Bu 1 i u 1 j Bx l ļoooooooomoooooooon D ν ij `B Bx l ˜´ˆp 1 ρ ´u1 i δ jl `u1 j δ il ¯˙ļ ooooooooooooooooooomooooooooooooooooooon D p ij `B Bx l ´´u 1 i u 1 j u 1 l loooooooomoooooooon D t ij ´βu 1 i T 1 g j ´βu 1 j T 1 g i loooooooooooomoooooooooooon G ij (2.104) où :
-Du 1 i u 1 j {Dt correspond au terme d'advection des tensions de Reynolds u 1 i u 1 j , -P ij correspond au terme de production des tensions de Reynolds u 1 i u 1 j , -G ij correspond au terme de flottabilité, ε ij correspond au terme de dissipation des tensions de Reynolds u 1 i u 1 j , φ ij correspond au terme de redistribution des tensions de Reynolds

u 1 i u 1 j , -D ij " D ν ij `Dp ij `Dt
ij correspond au terme de diffusion des tensions de Reynolds u 1 i u 1 j et peut lui-même être séparé en trois termes : D ν ij le terme de diffusion visqueuse, D p ij le terme de diffusion par la pression et D t ij le terme de diffusion turbulente.

De même, l'équation de transport des flux de chaleur turbulents u 1 i T 1 peut être formulée comme :

Bu 1 i T 1 Bt `Ul Bu 1 i T 1 Bx l looooooooomooooooooon Du 1 i T 1 {Dt " ´u1 i u 1 l BT Bx l loooomoooon P T iθ ´u1 l T 1 BU i Bx l loooomoooon P U iθ `p1 ρ BT 1 Bx i lo omo on φ iθ ´pα `νq Bu 1 i Bx l BT 1 Bx l loooooooomoooooooon ε iθ `B Bx l ˜αu 1 i BT 1 Bx l `νT 1 Bu 1 i Bx l ļooooooooooooooomooooooooooooooon D m iθ `B Bx l ˆ´δ il ρ p 1 T 1 looooooooomooooooooon D p iθ `B Bx l ´´u 1 i u 1 l T 1 loooooooomoooooooon D t iθ ´βg i T 1 2 looomooon G iθ (2.105) où :
-Du 1 i T 1 {Dt correspond au terme d'advection des flux de chaleur turbulents u 1 i T 1 , -P iθ " P T iθ `P U iθ , correspond au terme de production des flux de chaleur turbulents u 1 i T 1 et peut être séparé en deux termes : P T iθ le terme de production par la température moyenne et P U iθ le terme de production par la vitesse moyenne, ε iθ correspond au terme de dissipation des flux de chaleur turbulents u 1 i T 1 , φ iθ correspond au terme de corrélation pression-gradient de température, -G iθ correspond au terme de flottabilité,

-D iθ " D m iθ `Dp iθ `Dt
iθ correspond au terme de diffusion des flux de chaleur turbulents u 1 i T 1 , qui lui-même est divisé en trois termes : D m iθ la diffusion moléculaire, D p iθ la diffusion par la pression et D t iθ la diffusion turbulente.

L'hypothèse d'équilibre local dynamique

Rodi [START_REF] Rodi | The prediction of free turbulent boundary layers by use of a two-equation model of turbulence[END_REF][START_REF] Rodi | A New Algebraic Relation for Calculating the Reynolds Stresses[END_REF] a été le premier a proposer une amélioration de la relation constitutive en utilisant une hypothèse dite d'équilibre local. Celle-ci postule que le long des lignes de courant, la structure de l'anisotropie varie peu, même si le niveau d'énergie cinétique de turbulence peut lui varier. En d'autres termes, cela suppose que les tensions de Reynolds varient de manière similaire à l'énergie cinétique de turbulence, ce qui n'est pas nécessairement évident, notamment pour les tensions hors diagonales. Cette hypothèse peut s'écrire :

Da ij Dt " 0 (2.106)
Elle est, au départ envisagée dans le cadre d'écoulements homogènes, mais il est à noter que Rodi considère dans son développement les termes de transport (convection + diffusion) et formule de fait une hypothèse plus large, valable pour des écoulements inhomogènes

Du i u j Dt ´Dij " u i u j k ˆDk Dt ´Dk ˙(2.107) où D ij et D k représentent les termes de diffusion des équations de transport de u i u j et k.
Cette relation peut se démontrer à partir des relations suivantes :

Du i u j Dt " u i u j k Dk Dt `k Du i u j {k Dt (2.108) D ij " u i u j k D k `cs B Bx k ˆk2 ε u k u l Bu i u j {k Bx l ˙`k ε c s u k u l Bk Bx l Bu i u j {k Bx k (2.109)
Si a ij varie peu, alors on peut négliger son terme de transport particulaire et l'équation 2.108 devient

Du i u j Dt " u i u j k Dk Dt (2.110)
Si les gradients de a ij sont faibles, le terme de diffusion (2.109) peut également être simplifié sous la forme : 

D ij " u i u j k D k (2.
P ij `Gij `φij ´εij " u i u j k pP k `Gk ´εq (2.112)

Hypothèse d'équilibre local thermique

Afin de dériver une expression explicite pour les corrélations vitesse-température, une hypothèse d'équilibre local analogue au cas dynamique est utilisée pour le vecteur des flux de chaleur turbulent normalisé pour les écoulements homogènes : ce vecteur flux de chaleur turbulent normalisé est ainsi supposé constant le long d'une ligne de courant, même si les corrélations vitesse température et la variance de la température peuvent varier. Cette hypothèse conduit à :

Dξ i Dt « 0 ñ Du i T Dt « u i T 2k Dk Dt `ui T 2k θ Dk θ Dt (2.113)
L'équation d'équilibre pour les flux de chaleur turbulents u i T est alors donnée par :

P iθ `Giθ `φiθ ´εiθ " u i T 2 ˆPk `Gk ´ε k `Pθ ´εθ k θ ˙(2.114)
De même que pour la dynamique, l'hypothèse d'équilibre local est étendue aux cas inhomogènes en supposant :

D ξ « u i T 2k D k `ui T 2k θ D θ et mène à l'équation : ˆDξ i Dt ´Dξ ˙« 0 ñ ˜Du 1 i T 1 Dt ´Diθ ¸« u i T 2k ˆDk Dt ´Dk ˙`u i T 2k θ ˆDk θ Dt ´Dθ ˙(2.115)
Il est à noter que la formulation de cette hypothèse requiert nécessairement la définition de k θ , pendant thermique de k. L'équation d'équilibre obtenue à l'aide de cette hypothèse reste l'équation (2.114).

Validité des hypothèses d'équilibre

Le bon fonctionnement de modèles s'appuyant sur ces hypothèses d'équilibre local suppose que ces relations soient effectivement vérifiées, ce qui n'apparaît pas comme une évidence dans des écoulements fortement inhomogènes. Dans P. R. [START_REF] Spalart | Philosophies and fallacies in turbulence modeling[END_REF], Spalart qualifie d'ailleurs de 'soft fallacy' , l'idée selon laquelle 'The algebraic Reynolds-stress models (ARSM) inherit superior accuracy from the RST models they are derived from, for rigorous reasons'. Selon lui, l'hypothèse selon laquelle le tenseur d'anisotropie varie beaucoup moins vite que k n'a jamais été réellement démontrée, en dépit notamment des nombreuses DNS disponibles dans la littérature. Ce manque est même considéré comme une 'faute collective majeure'. C'est bien sur encore plus le cas sur les aspects thermiques, considérablement moins documentés. Avant de proposer un nouveau modèle, les travaux de thèse de D. Vanpouille [START_REF] Vanpouille | Développement de modèles de turbulence pour les écoulements soumis à la flottabilité[END_REF] se sont donc intéressés à la validité de ces hypothèses, sur des écoulements de canal différentiellement chauffé, pour des régimes de convection forcée, naturelle ou mixte. La configuration prise en compte est donnée sur la figure 2.10. Pour chacun des régimes de convection, les profils de vitesse moyenne (en bleu) et de température moyenne (en rouge) sont tracés sur toute la largeur du canal.

Les DN S utilisées par Vanpouille sont celles de Kasagi et Iida (1999) On rappelle les définitions suivantes, qui permettent de situer le régime de convection. Le nombre de Grashof Gr est lié à l'écoulement considéré. Il est défini par :

Gr " βg∆T l 3 ν 2 (2.116)
Il caractérise le rapport entre les efforts de flottabilité hydrostatique et les efforts visqueux. β représente le coefficient de dilatation thermique et s'écrit :

β " 1 V ˆBV BT ˙p " ´1 ρ ˆBρ BT ˙p (2.117)
Pour des valeurs élevées du nombre de Grashof, le transfert thermique est essentiellement dû à la convection au sein du fluide tandis que pour des valeurs faibles le transfert thermique est essentiellement dû à la conduction dans le fluide.

Le nombre de Richardson Ri est lié aux autres nombres caractéristiques par les relations Ri " Gr{Re 2 . Il est défini par :

Ri " βg∆T l U 2 (2.118)
Ce nombre est le rapport entre l'énergie potentielle associée aux forces de flottabilité et l'énergie cinétique du fluide.

Afin d'étudier la validité des hypothèses d'équilibre pour ces deux équations de transport, les termes des équations (2.112) et (2.114) sont réorganisés par termes de production par le champ moyen, termes de production par flottabilité, termes de pression et termes de dissipation. Les équations prises en compte pour vérifier la validité de l'hypothèse d'équilibre local sont respectivement pour le tenseur d'anisotropie a :

˜Pij ´u1 i u 1 j k P k ļooooooooomooooooooon Production `˜G ij ´u1 i u 1 j k G k ļoooooooooomoooooooooon Flottabilité `φij lo omo on Pression ´˜ε ij ´u1 i u 1 j k ε ļoooooooomoooooooon Dissipation " 0 (2.119)
et pour le vecteur des flux de chaleur turbulents normalisés ξ : Ces conclusions restent valides dans un régime de convection mixte ou naturelle. La figure 2.12 présente ainsi les résultats obtenus dans le cas de convection naturelle. Le maximum de vitesse se situe alors en ´y{D « 0.8, contrairement au cas de convection forcée où il se positionne au centre du canal. Les résidus restent faibles dans la majeure partie du canal à l'exception de la zone allant de la paroi à ce maximum de vitesse, et ce pour toutes les composantes du tenseur de Reynolds.

˜Piθ ´u1 i T 1 2 ˆPk k `Pθ k θ ˙ļooooooooooooooooomooooooooooooooooon Production `˜G iθ ´u1 i T 1 2 G k k ļoooooooooomoooooooooon Flottabilité `φiθ lo omo on Pression ´˜ε iθ ´u1 i T 1 2 ˆε k `εθ k θ ˙ļooooooooooooooomooooooooooooooon Dissipation " 0 (2.
La figure 2.13 représente l'équivalent thermique de la vérification précédente, et ce pour les trois régimes d'écoulement. Les conclusions sont identiques. L'hypothèse d'équilibre thermique est vérifiée dans la majeure partie du canal à l'exception de la région de paroi, ainsi qu'au voisinage du maximum de vitesse, où une partie du terme de production des corrélations vitesse température s'annule.

Vanpouille note par ailleurs qu'au voisinage du maximum de vitesse, seule la partie liée au gradient de vitesse s'annulant (et non celle liée au gradient de température), l'écart à l'hypothèse d'équilibre thermique peut sembler moins critique. Dans tous les cas, cette analyse a permis de montrer la validité de l'hypothèse d'équilibre local, et donc l'intérêt potentiel des modèles explicites algébriques, sur la plus grande partie du canal, sous réserve d'un traitement particulier des régions où les termes diffusifs ont un effet majeur.

Validité de la modélisation des termes de pression

L'analyse a priori des données DNS a permis également sur les mêmes bases de données de déterminer les modèles les plus adaptés pour la modélisation des termes de pression intervenant dans les équations de transport des tensions de Reynolds u 1 i u 1 j et des flux de chaleur turbulents u 1 i T 1 . Ces termes correspondent respectivement au terme de redistribution φ ij " p 1 {ρ ´Bu 1 i {Bx j `Bu 1 j {Bx i ēt à la corrélation pression-gradient de température fluctuante φ iθ " p 1 {ρ BT 1 {Bx i . Ces termes sont les seuls termes à modéliser dans les équations (2.119) et (2.120), avec les termes de dissipation ε ij et ε iθ , et la qualité des résultats sera donc largement dépendante de leur pertinence. La flottabilité apporte en outre une contribution à ces termes de pression qui doit aussi être examinée.

Les détails de l'analyse peuvent être trouvés dans [START_REF] Vanpouille | Development of an explicit algebraic turbulence model for buoyant flows -Part 1: DNS analysis[END_REF]. On se limitera pour illustrer la démarche à la partie aérodynamique, c'est à dire au terme de redistribution φ ij . Ce terme peut se modéliser selon la forme générale suivante :

φ ij ε " ´ˆc 1 `c1 P k ε ˙aij `c2 S ij `c3 ˆaik S kj `Si k a kj ´2 3 a kl S lk δ ij ċ4 `aik Ω kj ´Ωi k a kj ˘`c 6 ε ˆGij ´2 3 G k δ ij ˙(2.122) avec S ij " τ {2 pBU i {Bx j `BU j {Bx i q, Ω ij " τ {2 pBU i {Bx j ´BU j {Bx i q et τ " k{ε.
Le dernier terme correspond aux effets de flottabilité.

La conclusion de l'évaluation menée par Vanpouille est que les différents modèles de la littérature fournissent des estimations relativement proches. Pour le régime de convection forcée, un exemple des résultats obtenus est présentée sur la figure 2.14 pour un nombre de Reynolds de frotttement de 2000. Une variante du modèle SSG [START_REF] Speziale | Modelling the pressure-strain correlation of turbulence -An invariant dynamical systems approach[END_REF] dite SJG [START_REF] So | An explicit algebraic Reynolds stress and heat flux model for incompressible turbulence : Part II Buoyant flow[END_REF] offre un comportement légèrement plus proche des DNS que le modèle de Wallin et Johansson (2000) (WJ) (qui est lui-même une variante du modèle de Launder, Reece et Rodi (1975)).

L'accord est cependant moins bon lorsque le nombre de Reynolds baisse, comme le montre l'analyse des cas à Re τ " 150 (non présentée ici).Pour ce qui concerne le terme lié à le flottabilité, les analyses montrent que le terme lié à G ij ´2 3 G k δ ij est négligeable ou faible pour les régimes de convection forcée ou mixte. L'analyse du cas de convection naturelle a permis de calibrer la relation de proportionnalité et de montrer qu'une constante c 6 égale à 0.6 représentait un compromis raisonnable.

Une démarche analogue a été conduite sur la partie thermique. Elle a permis de montrer qu'aucun modèle n'était pleinement satisfaisant pour ce qui concerne les corrélations vitesse-température.

Les modèles e r model de Wikström et al. [START_REF] Wikström | Derivation of a new explicit algebraic model for the passive scalar flux[END_REF] et de So et al. (So et al., 2004) apparaissent toutefois comme les plus adaptés. De la même façon que pour la partie aérodynamique un réglage de la constante liée au terme de flottabilité a été proposé. 

u 1 i T 1 " C θ k ε u 1 i u 1 j BT Bx j où C θ " 0.3 (2.
u 1 T 1 (a) et v 1 T 1 (b) -Régime de convection mixte, u 1 T 1 (c) et v 1 T 1 (d) -Régime de convection naturelle : u 1 T 1 (e) et v 1 T 1 (f).
qui généralise l'expression précédente et permet d'obtenir un flux axial amélioré.

u 1 i T 1 " C θ k ε u 1 i u 1 k u 1 k u 1 j k BT Bx j où C θ " 0.6 (2.124)

Développement du modèle

Le modèle couple deux modèles explicites algébriques, l'un pour les tensions de Reynolds et l'autre pour les flux de chaleur. Chaque modèle est étendu à la région de paroi à l'aide d'une approche elliptique. La méthode de couplage est présentée à la fin cette section.

Modèle explicite algébrique pour les tensions de Reynolds (EARSM)

Le modèle pour les tensions de Reynolds est une extension du modèle de Wallin et Johansson (Wallin et Johansson, 2000) 

φ ij ε " ´ˆc 1 `c1 P k ε ˙aij `c2 S ij `c3 ˆaik S kj `Si k a kj ´2 3 a kl S lk δ ij ˙(2.125) ´c4 `aik Ω kj ´Ωi k a kj ˘`c 6 ε ˆGij ´2 3 G k δ ij ȧvec c 1 " 1, 7
, c 1 " 0, 9, c 2 " 0, 18, c 3 " 0, 625, c 4 " 0, 2 et c 6 " 0, 6. La dissipation est supposée isotrope : ε ij " 2{3 εδ ij . En définissant les tenseurs de déformation et de vorticité normalisés S ij " k{ε S ij et Ω ij " k{ε Ω ij , on aboutit à l'équation suivante : 

N 1 a " ´A1 S ˚´A 2 ˆa ¨S˚`S˚¨a ´2 3 tr `a ¨S˚˘I d ˙`A 3 `a ¨Ω˚´Ω˚¨a ˘`A 4 ε ˆG ´2 3 G k I d (2.126) avec N 1 " A 5 `A6 P k {ε `A7 G k {ε où les A i sont
γ 1 " ´A1 N 1 Q `A4 ε ˆN 1 η 1 ´2A 2 η 2 `2A 3 η 3 QII S ˙´η 1 II S γ 4 (2.128) γ 2 " 2A 1 A 2 Q `A4 ε " 6η 2 N 1 II 2 S ´2A 2 N 1 ˆN 1 η 1 ´2A 2 η 2 `2A 3 η 3 QII S ˙ ´6η 2 II 2 S γ 4 γ 3 " ´A1 A 3 Q `A4 ε " η 3 N 1 II S II Ω `A3 N 1 ˆN 1 η 1 ´2A 2 η 2 `2A 3 η 3 QII S ˙ ´η3 II S II Ω γ 4 avec II S " tr `S˚2 ˘, II Ω " tr `Ω˚2 ˘, η 1 " tr `Γ ¨S˚˘, η 2 " tr `Γ ¨S˚2 ˘, η 3 " tr `Γ ¨S˚¨Ω˚ȇ t Q " N 1 2 ´2{3 A 2 2 II S ´2A
P k ε " ´tr `a ¨S˚˘" ´γ1 II S et N 1 " A 5 `A6 P k ε `A7 G k ε
conduisent à une équation polynômiale du troisième ordre permettant de calculer N 1 par la méthode de Cardan.

Comme vu précédemment, un traitement spécifique est nécessaire près de la paroi. L'application de la technique de pondération elliptique [START_REF] Manceau | Elliptic blending model: A new near-wall Reynolds-stress turbulence closure[END_REF] a été envisagée mais, comme l'ont déjà montré Oceni, [START_REF] Oceni | A hierarchy of explicit algebraic models for wallbounded flows[END_REF], cette méthode conduit à une équation polynômiale du quatrième ordre pour N 1 θ et pose le problème du choix de la solution à retenir. Le modèle de Karlatiras et Papadakis (2006) a donc été préféré. Ils ont recours au coefficient de pondération elliptique α pour définir une fonction d'amortissement f . Cette fonction n'est utilisée que pour amortir la partie purement dynamique des coefficients de projection car la partie flottabilité est négligeable près de la paroi. Les coefficients sont alors modifiés de la façon suivante :

γ i " f 2 γ h i ``1 ´f 2 ˘γw i `γb i .

Modèle explicite algébrique pour les flux de chaleur turbulents (EAHFM)

Le modèle pour les flux de chaleur est une extension du modèle de Wikström et al. 

Π iθ ´εiθ " ´ˆc θ1 `cθ5 k εk θ u 1 k T 1 BT Bx k ˙ε k u 1 i T 1 `cθ2 u 1 k T 1 BU i Bx k (2.129) `cθ3 u 1 k T 1 BU k Bx i `cθ4 u 1 i u 1 k BT Bx k `2c θ6 βg i k θ avec c θ1 " pr `1q{r, r " pk θ εq { pε θ kq, c θ2 " 0, c θ3 " 0, c θ4 " 0,
" ´A1 ´1 ¨ˆc 1 θ4 ˆa `2 3 I d ˙¨Θ `2c 1 θ6 ? kk θ ε βg ˙(2.130) où A 1 " N 1 θ I d `cS S ˚`c Ω Ω ˚, avec N 1 θ " p2c θ1 ´1 ´1{r `pP k `Gk q {εq {2 `1{r p1{2 ´cθ5 q P θ {ε θ et c 1 θ4 , c 1 θ6 , c S ,
pΠ iθ ´εiθ q w " ´1 2 
ˆ1 `1 P r ˙ε k u 1 i T 1 ´ˆ1 `1 2 ˆ1 `1 P r ˙˙ε k u 1 k T 1 n i n k (2.132)
Les constantes ainsi que A et N 1 θ sont alors modifiées et incluent α 3 . N 1 θ est solution d'une nouvelle équation polynômiale, toujours du troisième ordre [START_REF] Vanpouille | Développement de modèles de turbulence pour les écoulements soumis à la flottabilité[END_REF].

Le couplage

Pour le modèle EARSM, les termes de flottabilité étaient supposés connus car dépendants des flux de chaleur turbulents calculés par le modèle EAHFM. De même, pour le modèle EAHFM, les tensions de Reynolds et le terme P k ε étaient supposés connus car calculés par le modèle EARSM. Afin de pouvoir obtenir un modèle complet, le couplage des modèles EARSM et EAHFM est réalisé à l'aide d'une méthode itérative. Néanmoins, le modèle complet nécessite la connaissance des profils de vitesse moyenne, de température moyenne, d'énergie cinétique turbulente, de dissipation, de variance thermique et de dissipation de variance thermique et doit donc être utilisé en conjonction avec des modèles de turbulence à trois ou quatre équations. Les détails du modèle sont fournis en annexe. D'un point de vue informatique, le modèle est codé comme un modèle à 4 équations de transport( tout comme le modèle Billard-Laurence), correspondant à k, ω, k θ et α, paramètre de pondération elliptique. La dissipation de variance thermique est obtenue au travers d'une hypothèse supplémentaire sur r, rapport des temps caractéristiques turbulentes aérodynamiques et thermiques.

Validation a priori du modèle

Les calculs sur la configuration de canal plan avec le modèle développé ont été réalisés pour chaque régime de convection. Les résultats du modèle pour le régime de convection mixte sont présentés sur les figures 2.16 pour u 1 v 1 , 2.17 pour u 1 2 , 2.18 pour u 1 T 1 et 2.19 pour v 1 T 1 . Les grandeurs sont adimensionnées par la vitesse de frottement à la paroi u τ , la demi-largeur du canal h et la température de frottement T τ . Ces résultats sont comparés aux profils des DNS mais aussi au modèle de So et al. (2004), à l'hypothèse de viscosité turbulente et à l'hypothèse de gradient de diffusion généralisé (GGDH,

u 1 i T 1 " C θ k ε u 1 i u 1 j BT
Bx j ) pour les flux de chaleur turbulents. Les différents modèles calculent les tensions de Reynolds et les flux de chaleur turbulents, les grandeurs nécessaires à leur évaluation (BU {By, BT {By, k, k θ , ε et ε θ ) étant issus des DNS. On a donc ici une validation a priori, c'est à dire qu'il n'a pas de rétroaction entre le champ aérothermique et le modèle de turbulence. De façon générale, la température moyenne n'est reproduite que qualitativement malgré les bonnes prévisions de v 1 T 1 . Ceci s'explique par le fait que les modèles V ALM possèdent les meilleures prévisions pour la composante normale des flux de chaleur turbulents v 1 T 1 sauf près de la paroi.

y/h u'v' / (u τ 2 ) -1 -0.5 0 0.5 1 -1 -1 -0.5 -0.5 0 0 0.5 0.

Comportement du modèle complet

Cet écart dans la région de paroi conduit à des écarts sur le profil de température. L'équation de l'énergie donne :

Φ " α BT By ´v1 T 1 ñ T " T c `1 α ż y ´h `Φ `v1 T 1 ˘dy (2.133)
où Φ est le flux de chaleur total dans le canal et est égal au flux de chaleur pariétal. Le fait de bien représenter v 1 T 1 au centre du canal montre que le modèle permet d'obtenir un flux de chaleur total cohérent avec la DN S. Néanmoins, les écarts (même faibles) dans la région de paroi entrainent une évolution différente du champ de température : l'intégrale ş y ´h `v1 T 1 ˘dy, i.e. l'aire sous la courbe de v 1 T 1 , est différente. Cette différence explique les écarts observés sur les profils de température moyenne.

Via les termes de flottabilité, les erreurs sur le profil de température moyenne se répercutent sur le profil de vitesse moyenne. Ce phénomène est particulièrement marqué en convection naturelle, régime pour lequel le seul terme source de l'équation de quantité de mouvement est le terme de flottabilité. Les erreurs liées au champ de température moyenne près de la paroi empêchent le modèle d'atteindre la bonne valeur du maximum de vitesse moyenne et expliquent les différences obtenues en convection naturelle.

Conclusion sur le modèle VALM

Le travail effectué dans la cadre de la thèse de D. Vanpouille a donc permis de progresser dans la compréhension des zones où l'hypothèse d'équilibre local (aérodynamique et thermique) peut être réellement appliquée. Il a notamment été démontré qu'elle n'était pas vérifiée dans les zones où la diffusion joue un rôle important. En revanche, il a été mis en évidence qu'elle reste toutefois vraie sur la plus grande partie de la hauteur du canal. Au regard de ces conclusions, un nouveau modèle de turbulence original et adapté à tous les régimes de convections a été formulé. Ce modèle couple les tensions de Reyyolds et les flux de chaleur turbulents, avec un traitement de paroi basé sur la pondération elliptique. Il doit toutefois être vu comme un bloc de sous-modèles dont certains pourraient fonctionner en les combinant à d'autres modèles turbulents. Ainsi, il apparaîtrait intéressant de considérer le modèle de flux de chaleur turbulents, et de le coupler à un modèle DRSM qui fournirait une estimation des tensions de Reynolds. Ceci apporterait une amélioration probable par rapport à la situation actuelle, où une modélisation de type GGDH est le plus souvent adoptée. C'est ce type d'approche qui est envisagée à court terme pour améliorer le comportement des modèles RANS turbulents pour des écoulements caractérisés par une anisotropie thermique marquée.

Modélisation de type DRSM

En dépit de leur caractère prometteur, les modèles DRSM sont encore relativement peu utilisés, tout au moins dans les bureaux d'étude industriels. Ce constat est retranscrit dans le rapport de la NASA CFD2030 [START_REF] Slotnick | CFD Vision 2030 Study: A Path to Revolutionary Computational Aerosciences[END_REF], dont on reprend ci-après quelques lignes, qui résument, d'une manière que je juge appropriée, l'état des lieux. "Currently, RST (Reynolds Stress Transport) models lack robustness and are occasionally less accurate than standard RANS models. Solid research is needed in advancing RST models to production capability. To this end, we envision continued investment in RST models to 2020, including careful implementation, verification, and validation of the most promising variants of these models into research and production CFD codes, including hybrid RANS/LES codes. In the 2020 time frame, a comprehensive assessment of the ability of these models to predict flow separation would be enabled to determine whether or not further investment is warranted."

Côté ONERA, le diagnostic est partagé, et les modèles DRSM sont l'objet, depuis quelques années, d'une utilisation plus forte, et d'un effort de validation plus soutenu. L'aspect développement de modèles a porté pour l'essentiel sur l'extension à la proche paroi. Pour ma part, l'essentiel des efforts a été consacré à l'évaluation et la validation des modèles DRSM dit ATAAC et EBRSM Manceau présents dans le code CEDRE. Pour des raisons de concision du coeur de ce manuscrit, la formulation de ces modèles est rappelée en annexe (Annexes D et E). Le modèle EBRSM de Rémi Manceau a été implanté en 2019 dans le code CEDRE dans le cadre de la thèse d'Arthur Colombié que je co-encadre avec F. Chedevergne. Nous étions au départ partis avec l'idée de ne plus investir que sur des modèles à base ω , mais notamment à des fins de comparaison de modèles, il nous est apparu intéressant de disposer du modèle EBRSM dans le code CEDRE, support de nos développements. En parallèle de cet effort de validation, le principal travail de modélisation a porté sur la modélisation des régions d'impact, un des points durs identifiés pour les modèles DRSM, notamment vis à vis de la prévision des transferts thermiques associés.

Les modèles DRSM étudiés

L'implantation du modèle EBRSM de Rémi Manceau étant récente, il a fait l'objet d'un travail de validation plus limité. L'essentiel du travail de validation effectué ces dernières années a donc porté sur le modèle DRSM ATAAC, qui était disponible plus tôt dans le code CEDRE.

Quelques exemples de validation et conclusions associées

Canal 2D plan à fort nombre de Reynolds

Ce cas de validation est issu des travaux de Lee et Moser [START_REF] Lee | Direct numerical simulation of turbulent channel flow up to Re τ « 5200[END_REF]. Ces travaux ont permis d'étendre les DNS disponibles à plus faibles nombres de Reynolds jusqu'à un nombre Reynolds de frottement de 5200. Il a donc été décidé de valider le modèle DRSM ATAAC sur cette base. Le maillage réalisé est 1D, et le modèle utilise des conditions de périodicité amont/aval. Un terme source de quantité de mouvement permet d'imposer la vitesse au sein du canal. Ce terme source est ici de 4,17 m{s 2 . L'allure du profil de vitesse obtenu peut être visualisée sur la Figure 2.22. L'accord obtenu est très bon, mais il est à noter que le modèle DRSM développé a été calé pour reproduire des profils de ce type, en réglant notamment le bilan de la tension u 1 v 1 , qui pilote directement le profil de u. Ce très bon accord doit donc être pris plutôt comme un élément de vérification. L'analyse du tenseur de Reynolds complet peut être faite sur la base de la Figure 2.23 

Canal 2D avec perturbateurs

Figure 2.24 -Allure du maillage avec perturbateurs Ce cas test dit perturbateurs IVK est partiellement représentatif d'un circuit de refroidissement interne d'aubages (Arts et al., 1997c). La géométrie et le maillage sont représentés sur la figure 2.24. Les perturbateurs ont une hauteur de 10 mm, et un facteur de blocage de 10%, soit une hauteur de veine de 10 cm. Le pas entre deux perturbateurs est de 8 cm, soit un rapport p/e de 9. Le nombre de Reynolds de l'écoulement (basé sur la hauteur du canal) est de 34000, pour un débit surfacique de 6, 27 kg{m 2 {s. La température totale à l'entrée est de 300 K.

La paroi est chauffée entre 2 perturbateurs avec une densité de flux de chaleur de 650 W {m 

Conclusions/perspectives

Ce chapitre a brossé une partie des travaux que j'ai conduits ou contribué à encadrer, et qui visaient à améliorer la modélisation RANS de systèmes aéronautiques parfois complexes. Cette activité a notablement évolué sur ces vingt dernière années. Elle s'est d'abord focalisée sur l'amélioration de modèles à 2 équations de transport, mais a abouti, comme la majeure partie de la littérature sur le sujet, au constat de l'absence de modèle universel, en dépit des corrections diverses proposées, dont, comme on l'a vu , celle basée sur la théorie du groupe de renormalisation. Une piste non explorée à ce jour reste la prise en compte des effets de courbure pour les modèles à viscosité isotrope, et ce principalement pour des raisons de complexité de codage.

L'approche elliptique (relaxation/pondération) a également constitué un fil conducteur de mes travaux sous la forme des modèles v 

Troisième partie

Impact

Chapitre 3

Modélisation du refroidissement par impact Après le chapitre à vocation plus générale précédent, cette partie est dédiée à l'étude du comportement des modèles précédemment évoqués sur la question spécifique du refroidissement par impact. Nous chercherons à montrer qu'en dépit des résultats parfois probants obtenus sur le cas particulier d'un jet isolé issu d'un conduit, les modèles mêmes avancés peinent à décrire des configurations plus complexes, en surestimant de manière quasi-systématique les transferts thermiques pariétaux. Ce chapitre décrit d'abord le contexte industriel, puis très sommairement les topologies d'écoulement en jeu. Un bref état de l'art de la modélisation RANS sur le sujet est alors brossé avant d'adresser le coeur du chapitre d'abord dédié à l'évaluation des modèles RANS avancés sur trois cas successifs. Le premier est le cas emblématique du jet isotherme de [START_REF] Baughn | Heat Transfer Measurements from a surface with Uniform Heat Flux and an Impingement Jet[END_REF], où le comportement de certains modèles peut être jugé satisfaisant. Le second cas est celui d'un jet chaud impactant une paroi à l'ambiante, traité dans le cadre d'un projet interne ONERA [START_REF] Grenson | Caractérisation expérimentale et simulations numériques d'un jet chaud impactant[END_REF]). Dans ce cas, aucun modèle ne parvient à estimer les transferts thermiques de manière satisfaisante. Le dernier cas considéré est celui d'une maquette imitant le refroidissement par impact au sein d'un distributeur basse-pression. Il est démontré que l'écart quantifié peut excéder les 100 %. Les voies d'amélioration possibles sont ensuite discutées, principalement au travers des résultats récents obtenus dans la thèse de [START_REF] Colombié | Amélioration de la prévision du refroidissement par impact à l'aide d'un modèle de turbulence au second ordre[END_REF]. Il est démontré le rôle primordial des termes de pression, habituellement négligé, ce qui ouvre la voie à des corrections ad-hoc ou plus générales.

Contexte industriel

L'air traversant le canal de refroidissement interne d'une aube de turbine refroidie peut être guidé au travers d'une pièce multipercée baptisée chemise pour créer des jets dirigés vers une partie interne de l'aube à refroidir. Les jets qui se forment à la sortie des trous vont impacter la surface à refroidir, et l'air correspondant est ensuite évacué au travers de trous de refroidissement (dits trous de film-cooling) pour former un fil protecteur à la surface de l'aube. La figure 3.1 montre un système de refroidissement par impact typique, avec ce système de chemises. -La région de coeur potentiel représente une zone où l'écoulement perpétue les conditions d'injection. Il n'y a pas de mélange dans cette zone. Selon les configurations(conditions d'entrée, gradient de température entre le jet et l'environnement extérieur, forme de la buse), la taille de cette région peut varier. Elle est habituellement de l'ordre de 4 à 8 diamètres de buse.

-La couche de mélange représente la zone entre le jet et l'écoulement extérieur. Cette région est caractérisée par la présence de structures cohérentes de grande échelle, qui contiennent une large partie de l'énergie.

-La région d'impact représente la région où l'écoulement rencontre la plaque, ce qui correspond à une réorientation rapide du vecteur vitesse. Cette zone correspond à une région où le transfert de chaleur est maximal.

-La région de jet pariétal correspond à une zone où l'écoulement revient progressivement vers un état de couche cisaillée sans gradient de pression radial. Les profils de vitesse correspondants sont très différents de ceux de couche limite, puisqu'un maximum de vitesse est présent entre la paroi et l'environnement L'analyse de cette figure fait ressortir que les caractéristiques de la zone d'impact sont largement influencées par la distance entre la plaque d'impact et la buse d'injection. Le mélange entre le jet et l'écoulement varie également de manière extrêmement sensible avec les conditions d'injection et la forme de la buse. La plupart des configurations bien documentées dont celle déjà évoquée de Baughn et Shimizu (1989) correspondent à des conditions bien contrôlées, le plus souvent 

Un état de l'art rapide des modélisations RANS

Des synthèses des études expérimentales sur le sujet spécifique du refroidissement par impact sont disponibles par exemple dans les thèses de [START_REF] Brevet | Etude experimentale et numerique des transferts thermiques par impact de jets : application aux moteurs aeronautiques[END_REF][START_REF] Fenot | Etude du refroidissement par impact de jets : application aux aubes de turbines[END_REF]. Des éléments plus anciens peuvent être trouvés dans [START_REF] Jambunathan | A Review of Heat Transfer Data for Single Circular Jet Impingement[END_REF] ou encore [START_REF] Viskanta | Heat Transfer to impinging isothermal gas and flame jets[END_REF]. L'ob- -Les modèles k´ε tendent à surestimer largement le transfert de chaleur près du point d'impact (Behnia, Parneix & Durbin, 1998), et ce même avec des maillages raffinés. Les erreurs sur le nombre de Nusselt peuvent aller de 15 à 60 % selon le modèle (Figure 3.5a). Cette erreur peut être réduite à environ 30% en utilisant une condition de réalisabilité similaire à la limitation du temps caractéristique de Durbin ou de la viscosité turbulente dans la limitation SST.

-Les modèles k ´ω donnent des résultats de meilleure qualité, mais la prévision du point d'impact peut être inexacte. Ces modèles sont en outre sensibles aux conditions extérieures (pour une couche limite), ce qui peut être évité avec l'utilisation d'un modèle mixte (par exemple les modèles BSL et SST de Menter).

-Le modèle v 2 ´f donne les résultats les plus convaincants, avec la capacité à prévoir le nombre de Nusselt à l'impact, mais également sa variation avec les principaux paramètres caractérisant l'écoulement comme le nombre de Reynolds ou l'espacement entre la buse d'injection et le plaque refroidie 

Logique des travaux de validation réalisés

Au regard des conclusions ci-dessus et du fort enjeu industriel, notamment pour SAFRAN, l'ONERA a cherché à développer l'usage de modèles plus avancés que les modèles à deux équations classiques utilisés dans l'industrie, qui donnaient des résultats parfois peu satisfaisants. Ma contribution personnelle a consisté dans le développement et la validation dans les codes MSD et CEDRE de modèles basés sur une formulation elliptique à la paroi. Pour le code MSD, il s'agissait du modèle v 2 ´f dans la version de Lien et Kalitzin (2001). Pour le code CEDRE, notamment à des fins 

Validation de modèles avancés sur le cas de Baughn et Shimizu

Le cas test retenu est celui étudié par N. [START_REF] Kim | Analyse expérimentale d'un jet turbulent impactant sur un plaque plane et sur un obstacle de section carrée[END_REF] Ces modèles ont été disponibles dans le code CEDRE à des moments différents, et c'est ici une synthèse agrégeant différents calculs qui est présentée. En particulier, le modèle DRSM n'était utilisable jusqu'à récemment qu'en 3D, aussi a-t'il fait l'objet d'une approche particulière, les autres calculs étant conduits en 2D axisymétrique.

Un point important pour une bonne simulation de cette configuration est la bonne description de l'écoulement en sortie de buse. L'influence des conditions d'éjection est en outre d'autant plus importante que l'espacement buse-plaque sera faible. Pour des rapports H{D petits (typiquement inférieurs à 2 ou 3), le niveau d'échange à la paroi sera ainsi très fortement dépendant de ces profils d'éjection. Afin de restituer un profil développé, nous avons choisi de prendre en compte la géométrie complète de l'entrée du canal à la plaque. Une autre solution aurait été de calculer un écoulement de tube, et de générer les profils correspondants pour les injecter en entrée d'un calcul remontant dans le tube depuis l'éjection sur habituellement trois diamètres. 

Influence de la condition de réalisabilité

Afin de mettre en évidence l'influence de cette condition, un test simple peut être réalisé. Il consiste à comparer les résultats obtenus avec les modèles BSL et SST de Menter. La différence essentielle entre les deux modèles porte en effet sur le fait d'utiliser ou non le limiteur SST dont on rappelle qu'il limite la viscosité turbulente par

µ t " ρa 1 k max pa 1 ω, ΩF 2 q (3.2)
Pour une couche-limite La fonction F 2 vaut 0 en dehors de la couche limite et 1 dans la zone interne de celle-ci. Le limiteur n'est donc actif que dans la région interne de la couche-limite. On rappelle que ce limiteur permet de minorer les efforts turbulents dans les zones fortement cisaillées présentes en proche paroi. Ici, le limiteur agit notablement dans toute la région d'impact (ce pour quoi il n' pas été conçu). Ainsi, la figure 3.14 illustre les niveaux de k obtenus sans (BSL) et avec limiteur SST (SST). Si dans la majeure partie de l'écoulement les différences sont négligeables, la région d'impact est très sensiblement modifiée. Le limiteur SST diminue considérablement le Le maillage comprend 2,9 M de prismes, et 5,3 M de tétraèdres, soit un total de 8,2 millions d'éléments. Les conditions en entrée de tube font l'objet d'un calcul de tuyau conduit séparément, avec un modèle périodique où est imposé un terme source de quantité de mouvement permettant d'atteindre le débit cible. Les conditions aux limites sont identiques à celles déjà évoquées précédemment. 

Résultats

Résultats thermiques

Conclusion sur le cas de Baughn et Shimizu

Ce cas simple permet de mettre en évidence les défauts de certains modèles, comme l'a montré par exemple [START_REF] Behnia | Prediction of Heat Transfer in an Axisymmetric Turbulent Jet Impinging on a Flat Plate[END_REF]. Pour ce qui concerne la prévision des flux de chaleur à la paroi, les validations conduites ont permis de démontrer que, sous réserve de la présence de certaines corrections, la majorité des modèles présente un accord satisfaisant avec les mesures. Ces correc- 

Validation sur un cas de jet chaud impactant

Les résultats qui suivent sont extraits de la thèse de [START_REF] Grenson | Caractérisation expérimentale et simulations numériques d'un jet chaud impactant[END_REF] 

Configuration étudiée

Cette thèse a porté sur la caractérisation expérimentale et la simulation numérique d'un jet chauffé issu d'une conduite à un haut nombre de Reynolds (Re D " 60000) impactant normalement une paroi située à trois diamètres en aval. Le jet chaud est issu d'une conduite où l'écoulement est pleinement développé. Dans un premier temps, une base de donnée expérimentale a été constituée à l'aide de plusieurs moyens de mesure, avec pour objectif de caractériser à la fois la dynamique et la thermique de l'écoulement. Les techniques complémentaires de vélocimétrie laser à franges (LDV) et vélocimétrie par image de particules (S-PIV) ont été utilisées pour la caractérisation du champ de vitesse et du tenseur de Reynolds tandis que les champs de température moyenne et fluctuante ont été mesurés à l'aide d'un fil froid. Enfin, les échanges thermiques au niveau de la paroi ont 

Modèle numérique

Le domaine de calcul utilisé par Grenson est donné sur la figure 3.21. Le profil de vitesse dérivé à partir des mesures en LDV en sortie de buse d'injection est directement imposé en entrée de calcul. Pour ce qui concerne les quantités turbulentes, et notamment vis à vis des évolutions proche paroi des quantités ne correspondant pas à l'énergie cinétique de turbulence, les résultats d'un précalcul de conduit (écoulement développé à 130 ˝C) sont imposés sur la frontière d'entrée. L'écoulement secondaire (air aspiré en raison du débit principal) est également quantifié à l'aide de mesures LDV, ce qui permet de l'imposer sur la frontière correspondante.

Pour ce qui concerne la condition aux limites thermique sur la plaque d'impact, deux possibilités ont été envisagées. La première prend en compte une température de paroi à l'ambiante T p " 295 K.

Le flux calculé sera alors représentatif du flux initial. Toutefois, les mesures LDV et PIV étant effectuées en conditions stabilisées, elles correspondront à une distribution de température sur la plaque bien différente, qui a été mesurée lors des essais. Une deuxième possibilité consistait donc à imposer ce profil mesuré. Les deux voies ont été investiguées, et ont montré une dépendance faible du nombre de Nusselt à la distribution adoptée. Les résultats présentés par la suite seront ceux obtenus pour la configuration dite EQUI, correspondant à l'équilibre thermique. Enfin, les parois du tube d'injection sont supposées parfaitement isolées thermiquement et donc considérées comme adiabatiques. Les détails sur le maillage adopté, et notamment les aspects de convergence en maillage sont décrits dans Grenson (2016). On trouve dans Grenson (2016) une comparaison détaillée des profils de vitesse, k et des champs de température pour différents r{D. L'analyse précise de ces informations montre notamment que le modèle φ ´α a tendance à surestimer k au voisinage de la paroi, pour toutes les stations de mesure. Pour la partie thermique (mesures par fil froid), l'accord est également jugé bon. Un exemple de profil de température adimensionnée ( xT y ´Te q { pT j ´Te q) est donné pour r{D " 0.5 sur la figure 3.23. L'accord le plus satisfaisant est obtenu avec le modèle k ´ω SST, mais les deux modèles paraissent assez proches près de la paroi. Il convient toutefois de noter que le gradient de température est très élevé dans la zone de proche paroi, et est directement corrélé au flux de chaleur. Un faible écart apparent peut donc conduire à des différences plus élevées sur le niveau de flux. 

Résultats thermiques pariétaux

Les distributions de coefficient d'échange (et donc de nombre de Nusselt), et de température de référence peuvent être déterminées au travers de deux calculs à température imposée. Pour limiter l'effet du changement de température sur les propriétés du fluide et ainsi obtenir une approximation adéquate, l'écart de température entre les deux calculs est limité à 2 K. Notons que la conductivité du film est évaluée à la température de film, soit T film "

Tp`T ref,p 2 
. Les distributions de nombre de 

Validation sur le cas du distributeur basse-pression LET

Présentation succinte du cas test

Le dispositif expérimental est décrit dans la thèse de Fenot (2004) 

Modèle numérique

Deux versions du maillage ont été générées, une version dite 'grossière', et une autre dite 'raffinée'. Ces versions comprennent respectivement 13,8 M et 55,3 M cellules. La topologie de ces 2 maillages est analogue avec des couches de prismes en paroi, et des tétraèdres dans la veine interne. La principale différence porte sur le niveau de discrétisation dans les trous. Pour le maillage grossier, le trou est discrétisé par une quinzaine de tétraèdres, alors que pour le maillage fin, une trentaine de tétraèdres sont présents. Pour des raisons de précision du schéma numérique, il a également été décidé sur le maillage fin de ne pas avoir de prismes sur les surfaces internes des trous. Une allure du maillage fin dans la région de bord d'attaque peut être visualisée sur la figure 3.28. L'injection de fluide se fait par le canal latéral, à température ambiante, soit 23 ˝C. Le débit Ces modèles ont été retenus soit pour leur bon comportement à l'impact sur un cas de jet impactant isolé (k ´ω, φ ´α SST, et dans une moindre mesure VALM), soit pour leur capacité à décrire des écoulements avec de fortes courbures de lignes de courant (modèle DRSM), comme à la traversée des perçages.

Aucune information n'est disponible sur les niveaux et profils de turbulence à l'injection. Nous avons donc retenu pour le modèle k ´ω SST les valeurs suivantes : k " 0.5 m 2 .s ´2, ω " 500 s ´1.

Pour les autres modèles une équivalence a été conduite pour déduire les valeurs des quantités turbulentes à l'entrée. Pour le cas spécifique du modèle DRSM-SSG, l'initialisation des tensions croisées a été effectuée en respectant la contrainte de Bradshaw, soit uv{k " ´0, 3. La pression de sortie est fixée à la pression ambiante soit 101325P a. Les parois autres que les parois chauffées sont considérées comme adiabatiques. Sur les parois chauffées la densité de flux surfacique est fixée à 1600 W {m 2 . L'information sur la densité de flux réelle imposée n'est pas fournie explicitement dans la thèse de M. Fenot, mais n'est pas nécessaire pour une comparaison portant sur les distributions de coefficient d'échange convectif. Par contre, cette densité doit être suffisamment faible pour ne pas introduire d'éventuels effets de compressibilité thermique supplémentaires.

Résultats aérodynamiques

Les résultats aérodynamiques étant topologiquement similaires pour les différents modèles, cette analyse est présentée sur la base du modèle standard k ´ω SST . Les différences entre modèles seront détaillées au sein du volet 'Résultats thermiques'. La topologie de l'écoulement peut être visualisée sur la figure 3.29. L'écoulement pénètre dans la cavité centrale par l'alimentation latérale. Du fait de la différence de pression, une partie de l'air va être distribuée dans les différents perçages, et va refroidir la paroi en regard de ces perçages. La figure 3.29 atteste également de la diminution du débit effectif au fur et à mesure de l'éloignement de l'alimentation. Ceci se traduit sur cette figure par des vitesses de moins en moins élevées lors de cette progression. Cette figure permet La figure 3.30 détaille les niveaux d'énergie cinétique de turbulence obtenus avec le modèle k ώ SST. Les zones de k élevé correspondent aux couches de mélange se développant respectivement au sein et en sortie des orifices. Les gradients de vitesse les plus marqués étant situés au sein des orifices à l'interface entre la zone de vitesse élevée et la recirculation, c'est dans cette région que le niveau de k est le plus élevé, puisqu'il y atteint des niveaux proches de 80 m 2 .s ´2. La comparaison PIV/calcul est présentée sur les figures 3.32 et 3.33. Les plans d'extraction correspondants sont eux présentés sur la figure 3.31. La figure 3.32, surprenante au premier abord, fait apparaître un minimum de vitesse au centre de l'orifice, et des maxima sur les bords. Ceci correspond au phénomène de contournement partiel du centre de l'orifice par l'écoulement, qui se fait prioritairement par l'aval de l'orifice. L'échelle adoptée étant la même, on s'aperçoit que l'accord semble qualitativement correct entre expérience et simulation RANS. La figure 3.33 représente un décalage d'un demi-trou du plan de comparaison. Les niveaux de vitesse obtenus en RANS sont plus élevés, et ce notamment en proche paroi. On note en particulier sur la figure 3.32 un niveau de vitesse plus 

Résultats thermiques

A partir du champ de température surfacique, le coefficient d'échange convectif h est calculé pour les différents modèles. Il est obtenu au travers de la formule h " ϕ{pT paroi -T jet q Ici, l'on rappelle qu'un flux uniforme de 1600 W {m 2 est imposé à la paroi, et la température de référence est supposée égale à 296 K, soit la température totale d'injection. Lors des essais effectués au LET, il avait été montré que la température totale à l'injection constituait en effet une très bonne approximation de cette température de référence de 296 K.

Les cartographies de h obtenues sont présentées sur la figure 3 Plusieurs conclusions, a priori surprenantes, peuvent être tirées de l'analyse de ces résultats. En premier lieu, le modèle EBRSM surestime les niveaux à l'impact de plus de 100 %. Le deuxième point est que le modèle de Billard-Laurence, s'il se comporte mieux, présente une singularité près de l'axe. Ces résultats apparaissent en retrait par rapport à ceux obtenus par Behnia avec le modèle v 2 ´f sur la même configuration. Notons également que ce modèle permet de capter le pic secondaire déjà mentionné. Enfin, le résultat le plus probant est obtenu avec le modèle k ´ω SST, pourtant le plus simple. Le niveau à l'impact, même si légèrement surestimé reste tout à fait acceptable, et le modèle prévoit même une légère inflexion au voisinage de r{D " 2, région du pic secondaire.

Au regard de la complexité supplémentaire des modèles DRSM et surtout de leur capacité po- 

Mise en place d'une LES de jet impactant

La LES mise en place reprend donc les éléments de celle de Aillaud et al. (2016). Celle-ci a en effet montré un bon accord avec les données expérimentales de 

Dérivation des termes de bilan

On rappelle l'écriture de l'écriture de l'équation de transport des tensions de Reynolds

u 1 i u 1 j Bu 1 i u 1 j Bt `Cij " P ij `φij `Dt ij `Dp ij `Dν ij ´εij (3.3)
Les différents termes de l'équation (3.3) sont définis comme suit, où ν est la viscosité cinématique du fluide

C ij " U l Bu 1 i u 1 j Bx l : Convection P ij " ´u1 i u 1 l BU j Bx l ´u1 j u 1 l BU i Bx l : Production φ ij " p 1 ρ ˆBu 1 i Bx j `Bu 1 j Bx i ˙: Redistribution D t ij " B Bx l ´´u 1 i u 1 j u 1 l ¯: Diffusion turbulente D p ij " B Bx l ˜´ˆp 1 ρ ´u1 i δ jl `u1 j δ il ¯˙¸:
Diffusion par la pression

D ν ij " B Bx l ˜ν Bu 1 i u 1 j Bx l ¸: Diffusion Visqueuse ε ij " 2ν ˆBu 1 i Bx l Bu 1 j Bx l ˙: Dissipation (3.4)
Dans cette écriture, on a utilisé la décomposition classique des termes de pression entre un terme redistributif (φ ij ) et un terme diffusif (D p ij ). La contribution d'ensemble des termes de pression est en réalité représentée par le terme :

Π ij " 1 ρ ˆu1 i Bp 1 Bx j `u1 j Bp 1 Bx i " p 1 ρ ˆBu 1 i Bx j `Bu 1 j Bx i ˙`B Bx l ˜´ˆp 1 ρ ´u1 i δ jl `u1 j δ il ¯˙" φ ij `Dp ij (3.5)
Ces différents termes de bilan sont tirés de la LES en exploitant les relations suivantes :

a 1 b 1 " ab ´ab (3.6a) a 1 b 1 c 1 " abc `2abc ´abc ´acb ´abc (3.6b)
Une projection sur un maillage cylindrique, puis une moyenne azimutale permet d'obtenir les statistiques présentées ci-après. Pour ce qui est des termes de flux, qui impliquent un opérateur de divergence, ils requièrent une évaluation a posteriori d'un gradient et un processus de sommation. Aussi, le terme de diffusion par la pression (D p ij ) est calculé comme Π ij ´φij qui ne requièrent pas ce type d'évaluation. z , où z représente la direction normale à la paroi. Le bilan de l'équation de transport associée est donné sur la figure 3.40a. Loin de la paroi, pour z{D ą 0.7, l'ensemble des termes sont faibles, et les termes principaux sont la production et la convection. La présence de la paroi, à l'origine d'un gradient de vitesse normale à la paroi, se manifeste en deçà de cette zone, et conduit à un terme de production en augmentation nette jusqu'à une distance z{D de l'ordre de 0.2. Dans cette région, ce terme de production est principalement équilibré par un terme de diffusion par la pression D p zz négatif. Ce terme correspond à une diffusion de u 1 z u 1 z de la zone où elle est créée vers la paroi. L 'inversion de signe du D p zz près de la paroi marque bien ce processus de diffusion de z{D ą 0.1 vers z{D ă 0.1 Dans la région de paroi, ce terme de diffusion par la pression est à son tour principalement équilibré par le terme de redistribution. L'énergie transférée vers la paroi est donc redistribuée vers les autres composantes. L'analyse précédente se doit d'être complétée par celle des autres composantes. La figure 3.40b présente le bilan obtenu pour la fluctuation RMS dans la direction radiale u 1 r u 1 r . Dans la région de proche paroi (z{D ă 0.2), la source principale de u 1 r u 1 r provient de la redistribution d'énergie apportée par u 1 z u 1 z , qui est également contributrice nette pour la composante u 1 θ u 1 θ . Cet apport d'énergie est équilibré par un terme de production négative, par un terme de diffusion par la pression positif, et par le terme convectif (négatif). En d'autres termes, l'énergie apportée est en partie détruite, en partie diffusée de l'axe vers la région loin de la paroi, et en partie convectée. Cet effet de diffusion de la zone axiale vers l'extérieur peut être visualisé sur la figure 3.41. En effet, pour z{D ă 0.25, le terme de diffusion par la pression est bien positif, ce qui correspond à un apport d'énergie. Pour les autres composantes, l'analyse est similaire à celle conduite sur l'axe, avec un terme source principal correspondant à une redistribution issue de la composante normale. 

Analyse de la région d'impact

ζ ij " Π ij C ij ´Pij (3.9)
Cet indicateur vaut 1 quand la relation d'équilibre est vérifiée, et s'en éloigne dans le cas contraire. La figure 3.43 permet ainsi de visualiser la zone où le bilan est caractérisé par cet équilibre. Elle présente l'indicateur, pour la composante normale à la paroi.

La région d'impact, caractérisée par cet équilibre, s'étend donc au delà de r{D " 1 dans la région En résumé, le travail effectué par A. Colombié a permis de mettre en évidence les principaux mécanismes à l'oeuvre dans la zone d'impact. La décélération observée en deçà de z{D " 0.75 conduit à une forte production d'énergie cinétique de turbulence. Cette énergie est transférée vers la paroi par le terme de diffusion par la pression , où elle est en partie redistribuée vers les autres composantes, et en partie absorbée par l'écoulement moyen (terme de production négatif). L'ensemble de ces mécanismes est schématisé sur la figure 3.44 .

Modélisation du terme de diffusion par la pression

On rappelle l'écriture du terme de diffusion par la pression

D p ij " B Bx l ˜´ˆp 1 ρ ´u1 i δ jl `u1 j δ il

¯˙¸:

Diffusion par la pression (3.10) Ce terme est le plus souvent modélisé en utilisant l'hypothèse de Lumley [START_REF] Lumley | Computational Modeling of Turbulent Flows*1This work supported in part by the U.S. National Science Foundation, Meteorology Program under Grant Number ATM77-22903[END_REF], qui suppose que la diffusion par la pression est directement proportionnelle à la diffusion turbulente (3.11). 

Quelle stratégie pour une correction des modèles RANS ?

Les conclusions tirées ci-dessus permettent d'envisager au moins deux stratégies. La première repose sur l'application d'une correction dédiée aux régions d'impact. Elle présuppose la capacité à identifier ces zones (3.8.5), puis bien sur à appliquer une correction adaptée (3.8.6). Une illustration en sera donnée dans les paragraphes suivants. La deuxième stratégie envisageable est plus générale et vise à améliorer la modélisation du terme de diffusion par la pression, en proposant si possible un modèle s'appuyant sur les résultats LES disponibles et qui soit valable dans l'ensemble de l'écoulement. L'ensemble de ces aspects ont fait l'objet des travaux conduits par A. Colombié dans la deuxième partie sa thèse.

Identification de la zone d'impact

Pour ce qui concerne la première stratégie, elle suppose donc la capacité à identifier les zones d'impact. Notons dès le départ que ce terme possède une certaines ambiguïté, et requiert une définition. Nous définirons donc comme zone d'impact, la zone mise en évidence dans le paragraphe 3.8. [START_REF] Manceau | Accounting fro wall-induced Reynolds Stress Anisotropy in explicit Algebraic Stress Models[END_REF] définit un invariant P comme P " T rpSM q " tSM u. Ce nouvel invariant représente l'alignement entre les directions principales du tenseur de déformation, et celle induite par le blocage à la paroi. A l'approche d'une paroi plane, on peut montrer que selon la direction n normale à la paroi, alors P " BU n Bn (3.12)

A partir de ce nouvel invariant, la région d'impact peut être traitée par un invariant dit invariant d'impact, défini par P 2 {η 2 , où η 2 " S 2 ( . On peut montrer que dans le cas d'un jet axisymétrique impactant, cet indicateur vaut 2{3 dans la région d'impact. En revanche, il est bien nul dans une couche limite, un canal ou une couche de mélange. La figure 3.45 représente une visusalisation de cet invariant d'impact sur le cas de Baughn et Shimizu. L'invariant est adimensionné par sa valeur théorique à l'impact, soit 2{3. L'allure obtenue est cohérente avec la zone définie sur la figure 3.44, et permet de repérer une zone analogue. D'autre part la bascule entre la valeur théorique et la zone non-concernée s'opère de manière rapide, ce qui permet de discriminer correctement la zone dit d'impact. Cet invariant d'impact, qui combine les informations relatives aux tenseurs de déformation et de paroi paraît donc une voie prometteuse. Des investigations complémentaires sont toutefois en cours pour vérifier sa généralité, et envisager d'autres pistes. Pour ce qui concerne sa généralité, il faut souligner que le jet isolé étudié ici est un écoulement canonique, et simple au regard des configurations réelles qui combinent de multiples trous et un éventuel cross-flow. La configuration réelle sera donc nécessairement non-axisymétrique, et il conviendra de vérifier la plage de variation de cet indicateur sur des configurations plus complexes, et notamment la valeur à l'impact, et sa proximité par rapport à la valeur maximale de 2{3. Pour les autres pistes en cours d'investigation, elles ignoreraient la paroi en tant que telle, mais pas ses effets. En d'autres termes, elles serait basées sur S, W , et éventuellement un temps caractéristique turbulent τ , suivant que l'on envisage un critère sur des caractéristiques moyennes de la vitesse, ou qu'on les rapporte à la turbulence moyenne. Un exemple de ce type de critères est

F impact " 1 ´Wij W ij S ij S ij , ce qui revient à un critère Q adimensionné.

Correction ad-hoc des modèles RANS

Une fois identifiée la zone d'impact se pose la question de la correction des modèles. En préalable de cela, la section précédente a mis en évidence l'importance des termes de pression qui ne sont pas pris en compte dans les modélisations classiques. Le comportement du modèle est par conséquent nécessairement inadapté, mais il convient de quantifier, comme dans le paragraphe précédent les différents termes de bilan pour les tensions de Reynolds. La figure 3 Pour le modèle EBRSM, la décélération est à l'origine d'une création importante de k en deçà de Z{D " 0.5. Ce terme de production est équilibré par un terme de convection, puis principalement par un terme de redistribution. L'énergie est donc principalement redistribuée vers les autres composantes au lieu d'être transportée par les fluctuations de pression vers la paroi. Si l'allure du terme de redistribution paraît acceptable en proche paroi, son amplitude est surestimée d'un facteur 2 environ, et équilibre près de la paroi le terme de production et non le terme de diffusion par la pression comme dans la LES.

La redistribution d'énergie s'opère sur les composantes u 1 r u 1 r et u 1 θ u 1 θ . Le bilan pour la composante u 1 r u 1 r est donné sur la figure 3.48. Pour la LES, cet apport d'énergie en proche paroi est équilibré par une production négative (transfert à l'écoulement moyen) et un terme de diffusion par la pression (transfert vers une autre région). Pour l'EBRSM, les termes prépondérants dans l'équilibre sont la diffusion turbulente, la dissipation et une production négative. Les principaux mécanismes en oeuvre sont donc très mal décrits, principalement du fait d'une modélisation erronée du terme de diffusion par la pression.

A partir de ce constat, une première voie testée pour corriger le problème peut consister à imposer un bilan globalement correct, dans la zone d'impact. Ceci peut se faire en imposant la relation 3.13

Π ij " I ˆpC ij ´Pij q (3.13)
Le terme Π ij équilibrant les termes de production et convection, le terme de redistribution doit être désactivé dans les régions où la relation d'équilibre est imposé, soit la relation 3.14

φ ij " p1 ´Iq ˆα3 φ SSG ij ``1 ´α3 ˘φ‹ wall ij (3.14)
Cette relation est bâtie de telle sorte que le terme de redistribution est désactivé loin de la paroi, dans la zone où l'équilibre est imposé. En revanche, il est maintenu près de la paroi, où le modèle pariétal est construit pour retrouver Π ij .

Deux modalités de correction ont été testées. La première, dite M1 n'applique la correction que sur les composantes diagonales des tensions de Reynolds. La deuxième, dite M2, l'applique sur toutes les tensions de Reynolds. 

Résultats correction ad-hoc des modèles RANS

Perspectives

Ces premiers résultats sont encore en voie de consolidation. Ils seront pérennisés dans le mémoire de thèse d'A. Colombié. La voie suivie nous paraît toutefois pouvoir inspirer d'autres travaux. A court terme, nous souhaitons lancer une thèse sur la modélisation des jets fortement anisothermes. En s'appuyant sur des simulations LES de jets lanceurs, nous visons une amélioration de la description du mélange thermique, en identifiant d'éventuelles déficiences dans les briques constitutives des modèles DRSM. Pour ce qui concerne la description des écoulements à l'impact, la première voie à suivre sera la finalisation d'un modèle le plus général pour le terme de diffusion par la pression. Ce modèle ne devra pas apporter de dégradation à la simulation d'écoulements correctement décrits par les modèles actuels.

Il est également envisageable de d'appuyer sur les conclusions précédentes pour proposer une correction d'impact simple, utilisable pour les modèles isotropes classiques, en imposant la relation d'équilibre pour l'équation de k. Ceci revient à imposer un terme de diffusion par la pression supplémentaire, au niveau de l'équation de k, qui limitera sa croissance à l'approche de la paroi.

Perspectives pour la modélisation des cas à l'impact

Ce chapitre a permis de mettre en évidence le bon comportement de modèles de turbulence avancés sur un cas simple, mais leurs défauts sur des cas plus représentatifs des problèmes rencontrés dans les turbomachines modernes. En particulier, il apparaît que les transferts thermiques peuvent être surestimés de plus de 100 % par rapport aux valeurs mesurées, ce qui pose le problème de leur bonne utilisation dans un environnement de bureaux d'études. Dans le cadre de la stratégie que nous défendons et qui préconise une utilisation accrue des modèles DRSM, les résultats obtenus avec le modèle DRSM ATAAC sont à ce titre décevants. Les travaux effectués dans le cadre de la thèse d'A. Colombié donnent toutefois des pistes qui nous paraissent intéressantes. Les perspectives générales quant au traitement de la zone d'impact ont d'ailleurs été brossées au paragraphe 3.8.

Plus spécifiquement, sur le chapitre des applications, nous envisageons à court/moyen terme d'appliquer la correction ah-hoc d'impact imposant l'équilibre Π ij " D p ij « C ij ´Pij aux deux cas du jet impactant chaud, et du DBP LET. Ceci permettra de vérifier si cette correction aux fondements physiques plus en lien avec le problème spécifique de l'impact permet de corriger la surestimation de transferts thermiques généralement observée. L'étape ultérieure sera de remplacer cette correction, elle même ad-hoc, par un modèle pour le terme de diffusion par la pression s'appliquant non seulement dans la zone d'impact, mais également dans les autres zones, et ce sans dégrader le niveau des prévisions précédentes. Pour ce qui concerne l'utilisation des modèles DRSM, nous prévoyons également d'évaluer les bénéfices supplémentaires que pourrait apporter une modélisation plus avancée des flux de chaleur turbulents, par des hypothèses de type GGDH (Generalized Gradient Hypothesis) ou HOGGDH (High Order Generalized Gradient Hypothesis), ou encore par la partie thermique du modèle VALM. L'ensemble des calculs effectués jusqu'ici nous conduit toutefois à penser que l'amélioration principale est à attendre d'un traitement adéquat du modèle turbulent aérodynamique. détaillant des études récentes. La première de ces parties traitera d'un écoulement de type film-cooling turbine dans une configuration dite de trous évasés (plus connus sous leur dénomination anglaise de 'shaped-holes'). Il sera démontré l'intérêt de l'utilisation d'un modèle EBRSM combiné à un modèle avancé de flux de chaleur turbulent. Les raisons de l'échec des modèles classiques seront également abordées. La deuxième partie s'intéressera à la modélisation d'une expérience de jet chaud débouchant réalisée dans la soufflerie F2 de l'ONERA. Là encore, nous démontrerons l'intérêt de l'utilisation de modèles RANS à même de décrire l'anisotropie dynamique mais également thermique. Nous verrons toutefois que les conclusions restent largement modèle dépendantes, et qu'une dispersion importante existe entre modèles de même catégorie. L'interaction d'un jet isolé avec un écoulement transverse produit un écoulement complexe fortement tridimensionnel et instationnaire, qui est caractérisé par une intense activité tourbillonnaire. La figure 4.1 illustre les structures principales rencontrées, que la communauté scientifique décompose habituellement en quatre types de structures tourbillonnaires cohérentes : la paire de tourbillons contrarotatifs, les tourbillons en fer à cheval, les tourbillons de la couche de cisaillement et les tourbillons de sillage. Pour les écoulements de type film-cooling, ces jets isolés coalescent plus ou moins selon les configurations. Ainsi le refroidissement par film turbine est habituellement opéré au travers de quelques rangées, alors que pour les parois multiperforées rencontrées dans les chambres de combustion, plusieurs milliers de trous peuvent être présents. Une littérature abondante existe sur ce sujet, que nous ne chercherons pas ici à résumer. Nous soulignerons simplement l'importance d'une bonne description des tourbillons contrarotatifs pour une prévision correcte du champ de température pariétal. Ce sont en effet ces tourbillons qui vont piloter l'intensité du mélange entre le jet et l'écoulement transverse, et donc la température vue par la paroi.

Contexte

Principales caractéristiques de l'écoulement

Le jet chaud débouchant dans mes études

Dans le cadre de mes activités à l'ONERA, j'ai été amené à aborder à plusieurs reprises la question de la modélisation de jets débouchants dans un écoulement transverse. Ce fut dans un premier temps pour des applications de type film-cooling. Je citerai, à titre d'exemples, deux communications réalisées peu après mon entrée à l'ONERA. La première, Laroche et Rouaud (1999), concernait la modélisation des effets de courbure sur la prise en compte de l'efficacité de refroidissement. Réalisée dans le cadre du stage de fin d'études d'O. Rouaud que j'encadrais, elle visait à évaluer la possibilité de restituer les effets induits par une paroi courbe sur la modification d'efficacité de refroidissement. La seconde, [START_REF] Laroche | Influence of freestream turbulence intensity on cooling effectiveness[END_REF], fut effectuée dans le cadre d'une coopération avec l'équipe de l'US Air Force Research Lab de Richard Rivir. L'équipe de US AIR Force disposait de mesures d'efficacité de refroidissement à plusieurs niveaux de turbulence pour l'écoulement externe, et j'avais proposé d'évaluer la possibilité de simuler l'effet de ce taux de turbulence sur le niveau d'efficacité en utilisant des modèles à 2 équations classiques, mais également des modèles explicites algébriques récemment implantés dans le code MSD de l'ONERA. Ces activités me convainquirent que, si qualitativement les principales structures d'un jet débouchant dans un écoulement transverses étaient bien présentes, quantitativement, les écarts sur l'efficacité de refroidissement pouvaient être très conséquents.

Pour diverses raisons, l'activité sur le film cooling s'est interrompue pendant une dizaine d'années environ. En parallèle de cela, je pouvais constater dans les différents congrès ASME Turbo Expo auxquels j'ai assisté, une absence d'évolution réelle de l'état de l'art sur la simulation de ces écoulements avec des modèles RANS. La plupart des calculs effectués l'étaient avec des modèles à deux équations, le plus souvent avec le modèle k ´ω SST . A chaque fois, le constat était le même, avec un mélange latéral insuffisant entre le jet et son environnement, et une description par conséquent peu satisfaisante de l'efficacité moyenne de refroidissement. La méthodologie associée est décrite par exemple dans [START_REF] Leylek | Discrete-Jet Film Cooling: A Comparison of Computational Results With Experiments[END_REF] ou encore dans [START_REF] Walters | A Systematic Computational Methodology Applied to a Three-Dimensional Film-Cooling Flowfield[END_REF]. Elle préconise notamment la bonne prise en compte de la manière d'alimenter les trous, qui va jouer sur l'interaction entre jet et écoulement principal. Des recommandations sur le maillage sont également données. Toutefois, cette méthodologie trouve ses limites dans la représentativité des modèles de turbulence.

Une voie de progrès a été démontrée par [START_REF] Most | Etude numérique et expérimentale des écoulements pariétaux avec transfert de masse à travers une paroi multi-perforée (thèse de doct[END_REF], avec l'utilisation de modèles DRSM qui permettait d'améliorer sensiblement la description de la dynamique entre jet et écoulement. Depuis quelques années, SAFRAN s'interroge en outre sur le niveau de modélisation à adopter pour ses applications de film-cooling. Des évaluations récentes effectuées chez SAFRAN sur une configuration de référence de type Shaped-Hole ont ainsi permis de confirmer les résultats décevants obtenus avec les modèles à deux équations classiques. En parallèle de cela, des calculs LES effectués au CERFACS et des calculs LBM réalisés par Dassault Systèmes ont montré une bonne capacité à retranscrire fidèlement les principales caractéristiques de la configuration.

Il nous est donc paru intéressant de revisiter la capacité des modèles RANS sur ce type de configuration à la la lumière de nos travaux récents sur les modèles DRSM, et sur les flux de chaleur turbulents associés. Je présenterai dans la suite de ce chapitre deux illustrations de travaux récents sur ce thème de la modélisation du jet débouchant avec des modèles avancés. La première partie concerne la description de la configuration du trou de référence ayant fait l'objet des études SAFRAN mentionnées ci-dessus. La deuxième partie a trait à la modélisation d'un jet chaud débouchant dans un environnement froid, configuration inverse de celle du film-cooling. Ces deux configurations vont permettre d'illustrer le gain potentiel que pourraient apporter l'utilisation de modèles avancés pour ce type de configuration.

Etude de la configuration du trou 777 de Penn-State

Contexte

La configuration étudiée est celle d'une rangée de trous de refroidissement de type shaped-hole. Ces perforations présentent un diffuseur en sortie de trou, destiné à abaisser la vitesse dans la section de sortie, à diminuer l'intensité du mélange avec le cross-flow et favoriser ainsi un meilleur refroidissement. Les détails sur la description du montage et les différentes conditions d'essai sont décrits dans [START_REF] Schroeder | Influence of in-hole roughness and high freestream turbulence on film cooling from a shaped hole (thèse de doct[END_REF]. Les conditions d'essai sont données en termes de rapport de masse volumique (density ratio), de taux de soufflage (blowing ratio), de nombre de Reynolds pour l'écoulement dans le trou, et enfin du taux de turbulence présent dans l'écoulement principal (crossflow). La cartographie de vitesse 3D est accessible au travers de différents champs PIV, et la température de paroi est obtenue sous la forme d'acquisitions par thermographie Infrarouge.

Cette base de données a été étudiée en détail par SAFRAN, qui a comparé différentes approches :

-RANS (Fluent) -LBM (Powerflow-Dassault Systèmes) -LES (AVBP -CERFACS) Seules la LBM et la LES ont donné des résultats en bon accord avec l'expérience. Les résultats RANS ont été obtenus avec le modèle k ´ω SST. Or, il est connu qu'un modèle à viscosité isotrope ne peut conduire à un résultat satisfaisant. [START_REF] Kaszeta | Measurement of Eddy Diffusivity of Momentum in Film Cooling Flows With Streamwise Injection[END_REF] ont par exemple mesuré les tensions de Reynolds dans un écoulement avec injection axiale sur une rangée, et montré la forte anisotropie au sein de l'écoulement. Bergeles, [START_REF] Gosman | Ce chapitre donne un aperçu de mes activités liées à la modélisation d'écoulements de type jets débouchants. Après une courte introduction, il sera composé de deux parties principales Bergeles[END_REF] ont fait le même constat, et proposé un modèle permettant de décrire l'anisotropie de la turbulence dans la zone de proche paroi. Lakehal (2002), en se basant des DNS de canal a en outre proposé une correction tenant compte d'un nombre de Prandtl turbulent variable au sein de la couche limite. En tenant compte à la fois de l'anisotropie et de cette correction thermique, il met en évidence des résultats en nette amélioration. Les travaux récents de Stratton et Shih (2019) confirment si besoin était le caractère fortement anisotrope de ce type d'écoulement, tant d'un point aérodynamique que d'un point de vue thermique. Au vu de l'importance supposée de l'anisotropie de la turbulence dans ces écoulements, l'objectif des travaux conduits ici est dans un premier temps d'évaluer la capacité du modèle DRSM à améliorer la description de ces écoulements.

Pour ce faire, nous nous appuierons sur des résultats LES obtenus en parallèle de cette étude au CERFACS. La base de données en question sur le trou 777 a été générée dans le cadre du projet MORRITOS, où l'ONERA collabore avec le CERFACS sur la modélisation du film-cooling. La modélisation complète du banc d'essai de Penn State suppose notamment la prise en compte du couplage thermique, ce qui sort du cadre de cette étude. Les activités conduites au CERFACS montrent, sous réserve de la prise en compte de ces effets de conduction, que les simulations LES reproduisent avec un très bon accord les résultats expérimentaux. Nous nous sommes donc attachés ici à nous comparer aux résultats d'une LES prenant uniquement en compte les effets convectifs.

En particulier, les effets de conduction dans la plaque en contact avec le film ne seront pas restitués. L'objectif est donc de pouvoir utiliser la LES pour conduire un certain nombre d'analyses a priori permettant d'évaluer notamment la validité des différents modèles thermiques. Le point de fonctionnement retenu correspond à un rapport des masses volumiques et à un taux de soufflage de 1,5. En pratique, le calcul est conduit sur une demi-configuration, avec une condition de symétrie dans le plan central. La vitesse de l'écoulement principal est de 10,17 m/s, sa température statique est régulée à 295 K. Le profil de vitesse au sein de la couche limite est mesuré en amont du trou à x/D=-4,7, l'origine étant prise à l'intersection de l'axe du trou et de la section de sortie. Les principales caractéristiques de cette couche limite sont extraites de la thèse de Schroeder (2015) (voir table 4.1). Un calcul préliminaire permet d'identifier les profils de couche limite en entrée de domaine. Il est à noter qu'elle possède une épaisseur relativement élevée en regard du diamètre de trou. En effet, le diamètre du trou est fixé à 7,75 mm, et l'épaisseur de couche limite est de l'ordre de 15 mm. Concernant les conditions turbulentes en dehors de la couche limite, le taux de turbulence extérieur est évalué à partir de u'/U=0,5%. 

Modèle numérique

Topologie générale

Le champ de température ne sera pas détaillé dans ce mémoire. La Figure 4.3 permet toutefois d'en appréhender les principales caractéristiques. L'air froid issu du plénum est éjecté de celui-ci et vient créer un film de protection à la paroi. Compte-tenu du diffuseur présent en sortie de trou, le mélange avec l'écoulement principal qui s'opère sur la partie de la section d'éjection est moins marqué que pour un trou purement cylindrique, et le phénomène de "lift-off " (décollement) du jet est réduit. Ceci conduit à une meilleure protection de la paroi. Un mélange s'opère toutefois graduellement entre le film et l'écoulement principal, mélange qui conduit à une augmentation de la température au voisinage de la paroi lorsque l'on s'éloigne du trou. 

Grandeurs thermiques considérées pour l'analyse

La protection offerte par le film dépend à la fois de la température au voisinage de la paroi, mais également de la capacité de l'écoulement à extraire ou apporter de la chaleur, que l'on traduit par le coefficient d'échange convectif h f ilm . Pour quantifier la température au voisinage de la paroi, aussi qualifiée de température d'échange, on définit la température qui serait mesurée à la surface d'une paroi isolante, soit la température dite adiabatique, T ad . Cette température adiabatique est elle-même généralement traduite sous la forme d'une efficacité adiabatique η ad , avec :

η ad " T chaud ´Tad T chaud ´Tfroid (4.1)
Cette efficacité adiabatique vaut 1 quand la température moyenne vue par la paroi est à la température froide, et 0 à la température chaude. Sa valeur est donc comprise entre 0 et 1. Le flux de chaleur entre la paroi et l'écoulement s'écrit :

ϕ " h f ilm pT p ´Tad q (4.2)
Le coefficient d'échange convectif h f ilm est généralement pris égal à celui que l'on aurait sur une paroi sans trou. Dans des codes 1D, il est ainsi évalué au travers de corrélations de type plaque plane ou canal. En réalité, la perturbation générée par l'injection du fluide froid ne peut être négligée et conduit à une augmentation significative de h. [START_REF] Sen | Film Cooling With Compound Angle Holes: Heat Transfer[END_REF] ont montré que l'efficacité réelle du film peut se mesurer au travers de la notion de "Net Heat Flux ratio ", qui compare le flux de chaleur en présence du film, à celui qu'il y aurait sans film, pour une température de paroi donnée.

N HF R " 1 ´Qfilm Q 0 " 1 ´hfilm pT ad ´Tp q {h 0 pT chaud ´Tp q (4.3)

Ce paramètre NHFR combine l'efficacité adiabatique, et le h f ilm par la relation

N HF R " 1 ´hfilm {h 0 p1 ´ηad θq (4.4)
θ représente l'inverse d'une température de paroi adimensionnée, encore appelée efficacité de refroidissement η p .

θ " 1{η p , avec η p " T chaud ´Tfroid T chaud ´Tp (4.5)
Cette efficacité de refroidissement vaut 1 quand la paroi est à la température froide, et 0 à la température chaude. Elle se différencie de l'efficacité adiabatique par l'utilisation de la température réelle de la paroi et non de la température adiabatique. Dans ce qui suit, la paroi étant isolante, seule l'efficacité adiabatique est analysée, et comparée de manière systématique entre la LES et les différentes approches RANS. L'expérience est également présentée pour mémoire, mais il convient de rappeler qu'elle était sujette à des effets de conduction faibles, mais non-négligeables. La référence pour les modélisations RANS reste donc le calcul LES qui reproduit lui-même de manière satisfaisante les résultats expérimentaux.

Modèles de flux de chaleur turbulents utilisés

Pour ce concerne la modélisation des corrélations vitesses température, plusieurs niveaux de modèles ont été comparés. Pour les modèles à deux équations, comme le k ´ω SST, le flux de chaleur turbulent est habituellement calculé au travers d'une diffusivité turbulente par une relation de type gradient simple qui s'écrit :

u 1 i T 1 " ´αt BT Bx i (4.6)
L'analogie de Reynolds permet en outre de relier cette diffusivité à la viscosité turbulente au travers d'un nombre de Prandtl, soit :

u 1 i T 1 " ´νt P r t BT Bx i (4.7)
Ce nombre de Prandtl turbulent P r t est le plus souvent considéré comme constant, et sa valeur est de l'ordre de 0,85, qui est la valeur moyenne observée dans une couche limite. Une discussion détaillée sur le nombre de Prandtl turbulent peut être trouvée dans [START_REF] Kays | Turbulent Prandtl Number -Where Are We ?[END_REF]. Toutefois, des travaux récents ont montré que, pour un écoulement de type film-cooling, ce nombre de Prandtl pouvait varier assez fortement, et que d'autre part les résultats de simulation étaient améliorés avec l'utilisation d'un nombre de Prandtl turbulent inférieur à 0,5 [START_REF] Stratton | Identifying Weaknesses in Eddy-Viscosity Models for Predicting Film Cooling via Large-Eddy Simulations[END_REF][START_REF] Ling | Analysis of Turbulent Scalar Flux Models for a Discrete Hole Film Cooling Flow[END_REF]. D'autre part, Lakehal (2002), en s'appuyant sur des résultats de DNS, a également montré les fortes variations de Prt au voisinage immédiat de la paroi. Enfin, [START_REF] Stratton | Identifying Weaknesses in Eddy-Viscosity Models for Predicting Film Cooling via Large-Eddy Simulations[END_REF], ont mis en évidence des zones à diffusivité négative, illustrant l'impossibilité d'utiliser alors une loi en gradient simple. Pour l'ensemble de ces raisons, il apparaît nécessaire d'évaluer des approches plus sophistiquées, prenant notamment en compte l'anisotropie de la turbulence, et l'influence spécifique de chaque tension de Reynolds. Le modèle le plus répandu est, à ce titre, le modèle proposé par Daly et Harlow (Daly et Harlow, 1970).

u 1 i T 1 " ´CGGDH τ u 1 i u 1 j BT Bx j (4.8)
où τ est un temps caractéristique turbulent, et C GGDH est de l'ordre 0,3 au sein d'une couche limite. Ce paramètre est cohérent avec l'hypothèse d'un Prt constant à 0,85 et la composante turbulente normale à la paroi, dans le même cas. Ce modèle, s'il possède un caractère plus général, est toutefois connu pour sous-estimer les corrélations vitesse/température dans les autres directions. Ainsi, dans un conduit d'axe x, la contribution dominante est donnée par u 1 T 1 , qui reste pourtant faible avec ce modèle si la composante du gradient correspondante est nulle. Il permet donc de décrire le transfert de chaleur s'opérant selon la direction principale du gradient de température.

C'est ce qui a conduit Suga et Abe (2000) à proposer un modèle d'ordre élevé, prenant en compte de manière plus complète l'ensemble des produits entre tensions de Reynolds et gradients de température. Ce modèle dit High Order Generalized Gradient Diffusion Hypothesis (HOGGDH) s'écrit :

u 1 i T 1 " ´CHOGGDH τ k u 1 i u 1 k u 1 k u 1 i BT Bx j (4.9)
La version la plus simple de ce modèle [START_REF] Abe | Towards the development of a Reynolds-averaged algebraic turbulent scalar-flux model[END_REF] considère que C GGDH " 0, 6. Toutefois, la version disponible dans le code CEDRE correspond au modèle décrit dans [START_REF] Suga | Nonlinear eddy viscosity modelling for turbulence and heat transfer near wall and shear-free boundaries[END_REF] . Il convient de noter que la précision des modèles GGDH et HOGGDH repose en grande partie sur la qualité de l'estimation des tensions de Reynolds. Ces modèles ne peuvent donc être utilisés qu'en combinaison avec un modèle aérodynamique évaluant les tensions de Reynolds de manière assez précise. Dans les calculs qui suivent, ces modèles GGDH et HOGGDH ont donc été utilisés en combinaison avec le modèle EBRSM de Manceau.

Evaluation a priori de l'hypothèse GGDH

Les résultats LES du CERFACS étant disponibles, il est possible de procéder à une évaluation a priori de la qualité du modèle thermique. Pour ce faire, une évaluation des flux thermiques par le modèle peut être faite à partir des gradients de température et des tensions de Reynolds. La principale difficulté porte sur l'évaluation du temps caractéristique turbulent. [START_REF] Ling | Analysis of Turbulent Scalar Flux Models for a Discrete Hole Film Cooling Flow[END_REF] ont procédé à une telle évaluation, en considérant un film émis à partir de trous cylindriques. Ils ont montré le fort désalignement entre ce flux estimé, et le flux réel dérivé par la LES. Ce fort désalignement signe l'imprécision du modèle, et demande à être confirmé sur le cas ici présent.

D'autre part, il est possible de procéder à une évaluation des différentes constantes les plus adaptées à la configuration considérée. Ces constantes peuvent être dérivées par une pondération entre les différentes composantes du flux de chaleur. Si l'on prend l'exemple du flux de chaleur de type GDH, un nombre de Prandtl pourrait être défini par direction en écrivant

P r t,i " ´νT u 1 i T 1 BT Bx i (4.10) soit encore, α t,i " ´u1 i T 1 BT Bx i (4.11)
Ceci revient à définir une diffusivité turbulente directionnelle. Si, dans le cadre d'un modèle à coefficients constants, on souhaite 'isotropiser' ces valeurs directionnelles, il semble intéressant d'utiliser une pondération de type moindre carrés. La diffusivité turbulente s'écrit alors :

α t " ´u1 i T 1 BT Bx i BT Bx i BT Bx i (4.12)
Ceci revient dans le principe à affecter un poids plus important à la diffusivité évaluée dans la direction où la composante du gradient de température est la plus élevée. Le nombre de Prandtl turbulent peut alors être évalué par :

P r t " ν t α t (4.13)
La viscosité turbulente isotrope est elle-même évaluée à partie d'une approche équivalente. Pour cela, on utilise la relation proposée par Stratton et Shih (2019) :

ν t " ´u1 i u 1 j ˆSij ´1 3 BU k Bx k δ ij ˙`2 3 kδ ij ˆSij ´1 3 BU k Bx k δ ij 2 ˆSlm ´1 3 BU k Bx k δ lm ˙ˆS lm ´1 3 BU k Bx k δ lm ˙(4.14)
où S ij est le tenseur des taux de déformation.

De la même façon, pour le modèle de Daly-Harlow, il serait possible d'évaluer une constante GGDH par composante du flux de chaleur, en faisant :

C GGDH,i " ´u1 i T 1 { ˆτ u 1 i u 1 j BT Bx j ˙(4.15)
Si l'on procède à une pondération de type moindres carrés, il vient alors :

C GGDH " ´u1 i T 1 τ u 1 i u 1 j BT Bx j ´τ u 1 i u 1 j BT Bx j ¯2 (4.16) 
Enfin si l'on procède à une telle évaluation pour un modèle de type HOGGDH, il vient alors :

C HOGGDH " ´u1 i T 1 τ k u 1 i u 1 k u 1 k u 1 j BT Bx j ´τ k u 1 i u 1 k u 1 k u 1 j BT Bx j ¯2 (4.17)
Les figures 4.5a, 4.5b, et 4.5c présentent respectivement les distributions de nombre de Prandtl turbulent P r t , et des constantes C GGDH et C HOGGDH pour 7 sections en aval du trou. Ces sections correspondent aux abscisses adimensionnées suivantes : x/D=2, 5 , 5 , 10 , 15 , 20 , 30 , et 40. Pour ce qui concerne la distribution du nombre de Prandtl turbulent (figure 4.5a ), il apparait que sa distribution est fortement hétérogène, quelle que soit la section considérée. Dès les sections en aval du trou, il varie entre 0 et des valeurs supérieures à 1, avec un niveau moyen qui se rapproche de 0,8-0,9 en se déplaçant vers l'aval. Près de l'injection, sa valeur moyenne est toutefois plus proche de 0,4 à 0,5. L'utilisation d'un P r t uniforme et voisin de 0,85 apparait donc comme inadaptée dans cette région d'injection, et la diffusion thermique est grandement sous-estimée. Ce nombre de Prandtl turbulent se rapproche de la valeur classique en aval. A partir de x/D=20, l'estimation est ainsi voisine de 0,7 à 0,8. Il convient toutefois de noter que, sur les " bords latéraux " du jet, les niveaux de Prt chutent, ce qui n'est pas pris en compte dans le modèle GDH classique.

Pour ce qui concerne le modèle GGDH, l'évaluation d'une constante équivalente retourne des valeurs moyennes plus proches de 0,5 dans les sections voisines de l'injection. Là encore, la distribution apparait comme non-uniforme, mais comme pour le nombre de P r t , la valeur calibrée dans une couche limite (de l'ordre de 0,3) sous-estime les niveaux obtenus à partir de la LES. Ce point est d'autant plus vrai sur les bords latéraux du jet, où la constante peut dépasser des valeurs de l'ordre de l'unité. Dans la direction normale à la paroi, la constante suit en revanche une évolution plus classique et la valeur de 0,3 est plus réaliste. Ces résultats mettent en évidence un processus de diffusion qui peut difficilement être retranscrit au travers d'un coefficient isotrope et constant. En outre, cette constante prend des valeurs supérieures à 1 au voisinage de la paroi, conformément aux travaux de Lakehal (2002). L'hypothèse GGDH ne permet donc pas dans cette région de traduire correctement le processus de diffusion de la chaleur, et un modèle de proche paroi serait nécessaire. Abe et Suga (2001) ont d'ailleurs mis en évidence ce phénomène, en traçant à partir de résultats de DNS une distribution de C GGDH tendant vers 0,3 sur une large partie de la couche limite à l'exception de la zone de proche paroi.

Une voie d'amélioration ici proposée est d'introduire un modèle utilisant une constante de 0,3 dans la direction normale à la paroi, et de 0,5 dans les autres directions. Ce modèle garde une cohérence par rapport au cadre de calibration d'un flux GGDH (flux de chaleur normaux à la paroi). Il permet, comme noté ci-dessus, d'améliorer les flux dans le cas de l'écoulement de film. Il augmente en outre le niveau des échanges axiaux dans un canal, ce qui est également attendu. Il est donc proposé d'introduire un coefficient C ij , avec

C ij " 0.5 ´0.2n i n j (4.18)
Dans le modèle EBSRM, on rappelle que les n i sont les composantes de la normale à la paroi. Le flux de chaleur GGDH s'écrit maintenant :

u 1 i T 1 " ´p0.5 ´0.2n i n j q τ u 1 i u 1 j BT Bx j (4.19)
C'est ce modèle qui a été testé sous le nom de GGDH modifié (GGDH mod ).

La distribution du coefficient HOGGDH équivalent est donnée pour mémoire. Là encore, elle se caractérise par sa forte hétérogénéité. La valeur standard de 0,6 parait satisfaisante dans la majeure partie du jet, mais elle sous-estime notablement le processus de diffusion s'opérant sur les bords. Le modèle codé dans CEDRE, utilisant une forme plus complexe qu'un coefficient constant [START_REF] Suga | Nonlinear eddy viscosity modelling for turbulence and heat transfer near wall and shear-free boundaries[END_REF], n'a dans un premier temps pas fait l'objet d'une calibration.

Cartographie d'efficacité adiabatique

Les cartographies d'efficacité adiabatique montrent une topologie qualitativement analogue. L'efficacité est maximale dans le plan de symétrie et décroit avec la distance à la section d'injection. L'efficacité dans la région d'injection est voisine de 1, ce qui témoigne d'une paroi à une température proche de la température froide. Elle atteint des niveaux de l'ordre de 0,4 pour x/D=40. Afin de quantifier plus précisément les performances des différents modèles, les profils d'efficacité adiabatique sont extraits dans le plan de symétrie. En outre, les profils latéraux d'efficacité adiabatique sont moyennés et comparés, afin de prendre en compte une valeur plus représentative de la température de paroi moyenne. Enfin les profils d'efficacité sont analysés en 7 stations différentes, l'efficacité moyenne latérale pouvant dissimuler des erreurs locales.

Profils d'efficacité adiabatique sur l'axe de symétrie

Les profils d'efficacité adiabatique le long du plan de symétrie montrent l'intérêt d'un modèle de complexité croissante (figure 4.6). Les valeurs fournies par le modèle k ´ω SST surestiment d'environ 20% l'efficacité en x/D=40, alors que l'écart n'est que de 1 à 2 % pour le modèle GGDH mod . En outre le taux de décroissance est sous-estimé par le k ´ω SST , ce qui est cohérent avec un processus de diffusion 'bloqué' dans les directions latérales. Une amélioration substantielle est apportée par l'utilisation du modèle EBRSM, le champ aérodynamique étant évalué de manière plus satisfaisante. L'ajout de la prise en compte de l'anisotropie thermique améliore encore sensiblement les résultats. Ainsi, le modèle EBSRM + GGDH mod offre une description pleinement satisfaisante de la décroissance de T dans le plan de symétrie. 

Profils transverses d'efficacité adiabatique

Afin d'affiner le diagnostic établi sur les distributions d'efficacité précédentes, une analyse des profils latéraux de température est conduite en aval de l'injection du film. Les profils latéraux 

Conclusion partielle sur la configuration de Penn State

Les calculs effectués ont montré l'amélioration substantielle apportée par le modèle EBRSM de Manceau sur la description du mélange opéré en sortie de trou, par rapport à la référence industrielle représentée par le modèle k ´ω SST. En particulier, le mélange latéral, ainsi que la description du champ de température et de l'efficacité de refroidissement sont en bien meilleur accord avec les mesures effectuées à Penn State, et la LES associée, réalisée au CERFACS. Un modèle de flux de chaleur amélioré de type GGDH, ou HOGGDH permet en outre d'aboutir à une amélioration supplémentaire de la description du mélange thermique. Il est en outre démontré que le modèle GGDH peut être amélioré pour décrire la diffusion latérale de chaleur.

Nous allons voir dans la section suivante (4.3) que ces conclusions se vérifient également pour ce qui concerne la modélisation d'un jet chaud débouchant étudié au sein de la soufflerie F2 de l'ONERA, dans le cadre d'une étude en lien avec Airbus Helicopters. Prévoir l'interaction de ces jets avec la cellule est donc un problème complexe, et une expérience dédiée a été mise en place dans la soufflerie F2 de l'ONERA pour permettre de valider une double stratégie de calcul à mettre en place durant la thèse. Cette stratégie repose sur deux volets suivant le niveau de précision recherchée :

• une méthodologie dite "rapide" avec un temps de restitution court permettant d'estimer rapidement l'impact thermique des gaz d'échappement lors des phases initiales de développement des nouveaux hélicoptères. Dans ce cas on s'intéressera aux approches RANS impliquant une modélisation anisotrope de la turbulence ainsi qu'à l'influence d'une modélisation anisotrope du flux de chaleur turbulent.

• une méthodologie dite "prédictive" permettant de simuler le plus précisément possible l'impact thermique et pour laquelle la contrainte sur le temps de restitution sera relâchée. Dans ce cas, on s'intéressera plutôt aux approches instationnaires de type LES et hybride RANS/LES.

Dans le cadre ce mémoire, nous nous concentrerons sur les conclusions relatives au premier volet. Toutefois, nous nous appuierons pour partie sur certains éléments du deuxième. Les simulations instationnaires mises en place ont en effet montré un accord très satisfaisant avec les mesures effectuées à l'ONERA et permettront d'analyser certains défauts des modèles RANS.

Description succinte de l'expérience

Les détails de l'expérience sont donnés dans Paysant (2021). La configuration testée peut être visualisée sur les figures 4.10 et 4.11. Elle correspond à un jet chaud débouchant issu d'un conduit de diamètre interne D " 40 mm , fixé à une plaque plane. Un aileron est placé 10 D en aval de manière à repérer la trace thermique du jet. Le débit massique du jet Q j était fixé à 70 g.s ´1, sa température T j à 400 ˝C. L'air chaud est généré via l'utilisation de deux réchauffeurs électriques Leister de 16 kW. Le circuit d'alimentation en air chaud est schématisé sur la figure 4.11. La vitesse V cf de l'écoulement transverse dans la veine est régulée à 30 m.s ´1, et sa température T cf est pilotée à 20 ˝C. Une couche limite se développe sur la plaque plane en amont de l'éjection. Plusieurs profils de type LDV sont extraits 4 diamètres en amont de l'éjection pour en quantifier les caractéristiques. Ces profils sont utilisés comme conditions d'entrée des différents calculs RANS. L'épaisseur de couche-limite mesurée, δ 99% est de l'ordre de 3 à 4 mm, suivant la position en envergure. Elle est donc faible en regard du diamètre du trou. A la sortie de la buse d'éjection, l'écoulement possède des caractéristiques d'écoulement développé, dont la symétrie a été vérifiée en l'absence d'écoulement. Le taux de soufflage CR(=

ρ j V j ρ cf V cf ) est de 1,54, et le rapport de flux de quantité de mouvement R(= ρ j V 2 j ρ cf V 2 cf
) est de 5,45. Le champ de vitesse est mesuré dans différents plans longitudinaux PIV (parallèles à l'aileron). Le champ de température est mesuré par un peigne thermocouples en aval du trou. Enfin, des mesures BOS2D et 3D ont été réalisées en complément des mesures thermocouples, afin de pouvoir remonter à un champ de masse volumique au travers de la déviation des rayons optiques traversant la zone d'intérêt. En complément des acquisitions par thermocouples, des mesures des températures sur l'aileron ont été réalisées par thermographie infrarouge. 

Modélisation numérique

Le domaine de calcul ainsi que le maillage utilisé pour les simulations sont représentés sur la Figure 4.12. L'origine du système de coordonnées est positionnée au centre du plan de sortie de l'éjecteur. L'éjecteur est de forme circulaire et possède un diamètre noté D de 40 mm qui demeure constant sur toute la longueur du tuyau d'arrivée d'air chaud. Le plan d'entrée de l'écoulement soufflerie ainsi que celui du tuyau d'arrivée d'air chaud sont tous deux positionnés à une distance 4D en amont de l'origine du repère. Cette distance a été jugée adaptée pour permettre un établissement suffisant des conditions aux limites et un bon établissement des écoulements incidents avant leur mélange. La paroi supérieure du domaine de calcul est positionnée à une hauteur H " 10D au dessus de la plaque plane. Cette distance correspond à la hauteur de l'aileron, et a été jugée suffisante pour ne pas entraîner de confinement de l'écoulement par le plafond veine. Le maillage retenu est composé de 1,98 millions d'éléments hexaédriques. Plusieurs niveaux de grille ont été testés, et ce niveau de discrétisation a été jugé adéquat pour minimiser la dépendance des résultats au raffinement de la grille. Plus de détails sont donnés dans Paysant (2021).

Pour ce qui concerne les conditions aux limites, des profils d'écoulement développés sont imposés pour le jet 4D en amont du plan de sortie. Pour chaque modèle testé, un pré-calcul est réalisé afin de déterminer ces profils pour les grandeurs principales et turbulentes. Il en est de même pour les profils de couche limite amont. Toutes les parois sont supposées adiabatiques. Cette hypothèse parait adaptée dans la mesure où la région de sortie a été conçue en Polyfont, qui est un matériau très isolant. D'autre part, en raison du décollement important du jet, cette hypothèse d'adiabaticité paraît devoir peu influer sur le champ de température au sein du jet. Enfin le tuyau d'arrivée d'air chaud a été calorifugé lors des essais afin de minimiser les transferts thermiques avec l'environnement extérieur. ce qui garantit des pertes de température faibles dans le dispositif d'alimentation. Enfin, la sortie est supposée être à pression atmosphérique, soit 101325 P a.

Pour ce qui concerne la modélisation de la turbulence, une comparaison a d'abord été faite entre des modèles du premier ordre : les simulations ont été réalisées avec deux modèles reposant sur une hypothèse de viscosité turbulente isotrope (k ´ε de Dutoya Dutoya, 1979 et k ´ω SST de Menter, et un modèle reposant sur une fermeture anisotrope de type Explicit Algebraic Reynolds Stress Model (EARSM) proposée par [START_REF] Hellsten | New advanced k-ω turbulence model for high-lift aerodynamics[END_REF]. Ceci a permis de discriminer les effets de variable transportée, mais également de vérifier l'apport d'une hypothèse de type explicite algébrique.

Les modèles au second ordre ont ensuite fait l'objet d'une évaluation spécifique. Les deux modèles RSM à relaxation elliptique déjà mentionnés, soit le DRSM ATAAC de Aupoix et l'EBRSM de Manceau ont été utilisés. L'apport de ces différents modèles est d'abord examiné sur le champ de vitesse, et les tensions de Reynolds. Les champs de température, très discriminants, sont également étudiés. Cette comparaison étant effectuée, l'apport éventuel de modèles de flux de chaleur avancés est également examiné.

Modélisation au premier ordre

Champ de vitesse dans le plan central

Une représentation schématique des principales structures tourbillonnaires composant les écoulements de type jet débouchant est proposée par Fric et Roshko (1994) et présentée sur la Figure 4.1. Le phénomène le plus documenté est la paire de tourbillons contra-rotatifs observés en aval du plan d'injection. Ces structures peuvent être reliées aux profils de vitesse mesurés dans la soufflerie F2 de l'ONERA. Une description sommaire des différentes zones de l'écoulement peut être effectuée en examinant l'allure du champ de vitesse obtenu dans le plan central. La figure 4.13 représente ainsi la composante longitudinale de vitesse moyenne U dans le plan central Y {D " 0. Elle permet notamment de mettre en évidence les trois zones principales de l'interaction : la zone de décollement en amont du jet, la zone de survitesse correspondant à l'éjection du jet, et enfin la zone de sillage en aval de ce jet. La figure 4.13 montre que ces différentes régions sont qualitativement présentes dans les simulations RANS avec des modèles à viscosité isotrope ou EARSM. Des écarts quantitatifs importants existent toutefois , dont nous verrons qu'ils correspondent à une description insuffisamment précise du jet.

Pour compléter de manière plus précise l'analyse des champs précédents, les profils de la composante verticale de vitesse moyenne W dans le plan central Y {D " 0 sont tracés pour différentes positions en aval de l'éjecteur et sont présentés sur la Figure 4.14. Les profils calculés présentent, dès X{D " 1.0 deux pics de vitesse verticale. Le pic situé le plus haut, présent dès le début du mélange, résulte directement de l'interaction entre le jet et l'écoulement transverse. Il correspond à la réorientation de l'écoulement issu du tuyau par l'écoulement transverse. Son amplitude diminue en s'éloignant du trou, au fur et à mesure que le jet se réoriente selon l'écoulement transverse. Le pic secondaire provient lui d'un phénomène plus complexe. La réorientation de l'écoulement issu du tube génère la paire de tourbillons contrarotatifs qui engendrent un écoulement descendant sur les bords du jet et ascendant dans le plan de symétrie. Les profils montrent que, dans ce plan central, les modèles au premier ordre fournissent une estimation correcte de l'amplitude du pic supérieur. Sa position est toutefois décalée d'environ 0, 4D, vers le bas, et son amplitude est sous-estimée dans les premières stations, ce qui correspond à un mélange prématuré avec l'écoulement transverse. La constatation la plus marquante est peut-être toutefois la présence d'un pic secondaire nettement plus marqué dans les simulations, ce qui correspond à la présence de tourbillons contra-rotatifs de plus grande intensité. Les deux phénomènes sont en réalité liés, puisque le mélange entre les deux écoulements est directement piloté par l'intensité de ces tourbillons. Il est à noter que le modèle d'Hellsten n'apporte pas d'amélioration quant à l'amplitude de ces tourbillons contra-rotatifs, en dépit d'une prise en compte partielle des effets d'anisotropie. - Les profils de la composante horizontale de vitesse moyenne U dans le plan central Y {D " 0 sont tracés sur la figure 4.15. Dans la région supérieure, le niveau de vitesse est proche de celui de l'écoulement transverse, ce qui correspond à l'absence de mélange. Dans les sections X{D " 0, 5 et X{D " 1, 0 la présence du jet est à l'origine d'un léger phénomène de blocage à l'interface entre le jet et l'écoulement transverse , qui conduit à une faible diminution de U. Lorsque l'on progresse vers les Z{D plus faibles, on pénètre dans la couche de mélange entre jet et écoulement transverse, ce qui conduit au maximum de vitesse rencontré dans le coeur du jet. En continuant la progression vers la paroi, on rencontre alors la couche de mélange entre jet et zone de sillage, puis la zone de sillage elle-même. Cette zone de sillage est une zone de faible vitesse, issue du blocage induit par le jet. Il est à noter que les modèles fournissent une évaluation satisfaisante de cette zone de sillage jusqu'à X{D " 1, 5. Comme pour la composante verticale W , l'amplitude du pic principal est surestimée par les différents modèles, ce qui correspond à une surévaluation du mélange en comparaison de l'expérience. Ce phénomène se retrouve dans la couche de mélange qui voit un entraînement plus important du fait de cette mauvaise prévision du mélange.
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Champ d'énergie cinétique de turbulence dans le plan central

Pour compléter l'analyse précédente, il a été jugé utile d'analyser les niveaux de turbulence/fluctuations rms de l'écoulement. La figure 4.16 montre une comparaison effectuée à ce titre par R. Paysant sur l'énergie cinétique de turbulence. Il apparaît que le niveau de k est fortement sous-estimé par l'ensemble des modèles et ce notamment dans la couche de mélange entre le jet et l'écoulement transverse, mais également entre le jet et sa zone de sillage. Cette sous-estimation est cohérente avec la prévision d'un mélange inférieur à la réalité. 

Champ de température dans trois plans transverses

Pour ce qui concerne la distribution de température, les champs simulés et mesuré de température normalisée θ " pT ´Tcf q { pT j ´Tcf q sont représentés dans trois plans transverses (X{D " 0.5, 1.5 and 3.0) sur la figure 4.17. L'analyse montre que les deux modèles à viscosité isotrope sousestiment le mélange turbulent, ce qui conduit à un niveau de température trop important dans le coeur du jet. En X{D " 3, la température maximale est ainsi surestimée de 32 ˝C pour le modèle k ´ω SST, et de 47, 5 ˝C pour le modèle k ´ε, par rapport aux mesures thermocouples. De plus, la topologie des structures thermiques observée diffère sensiblement des mesures. Ces mesures montrent en effet des maxima de température qui restent localisés au coeur du jet, dans le plan de symétrie, jusqu'à x{D " 3. Les calculs prévoient eux une migration des maxima de température du plan central vers le coeur des tourbillons contrarotatifs. [START_REF] Kamotani | Experiments on a turbulent jet in a cross flow[END_REF] ont montré que ces maxima de température pouvaient être localisés soit dans le plan central, soit au centre des tourbillons, et ce en fonction de l'intensité des dits tourbillons. Les résultats observés ici sont en accord avec ces conclusions. En surestimant l'intensité des tourbillons contrarotatifs, les modèles à viscosité isotrope conduisent ainsi à une mauvaise estimation de ces maxima. La sousestimation du mélange turbulent induit également un panache plus compact que le forme observée en réalité. L'utilisation du modèle de Hellsten conduit à une légère amélioration, avec une faible augmentation de la diffusion turbulente, toutefois insuffisante. Ainsi le maximum de température n'est plus surestimé que de 27 ˝C par rapport aux 32 ˝C pour le modèle k ´ω SST. Le modèle de Hellsten, en n'améliorant pas de manière sensible la description des tourbillons contrarotatifs ne conduit pas à une description notablement meilleure de l'amplitude et de la position des maxima Le modèle EBRSM induit une amélioration sensible de la prévision du champ de température.

En X{D " 0, 5 et X{D " 1, 5 les maxima de température restent localisés au niveau du coeur du jet, ce qui est conforme aux mesures. Le mélange turbulent reste toutefois sous-estimé par la simulation EBRSM, ce qui conduit à des niveaux de température trop élevés au sein du panache. 

D T ij " B Bx l « ν t Bu 1 i u 1 j Bx l ff (4.20)
Pour ce qui concerne le modèle de Manceau, ce terme de diffusion turbulente repose sur une hypothèse plus élaborée de type Daly-Harlow : L'utilisation d'une hypothèse GGDH conduit à une amélioration sensible de la prévision du champ de température par rapport à un modèle à P r t constant. Le maximum de température est sensiblement abaissé et apparaît en meilleure adéquation avec les mesures thermocouples. Pour tous les modèles, la région proche de l'injection pose toutefois une difficulté particulière, avec une poche chaude, au voisinage du plan de symétrie. Les meilleures prévisions sont obtenues avec les modèles GGDH modifié et HOGGDH, qui présentent un accord très satisfaisant, notamment en X{D " 1, 5 et X{D " 3. L'ensemble des simulations surestiment les niveaux de température à proximité de la paroi pour les distances en aval X{D " 0, 5 et 1, 5 quelle que soit la modélisation du flux de chaleur turbulent utilisée.
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Conclusion sur la modélisation du jet chaud F2 par des modèles avancés

L'activité conduite dans le cadre de la thèse de R. Paysant a permis de mettre en évidence l'amélioration sensible que l'on peut escompter de l'utilisation conjointe du modèle EBRSM de Manceau et d'un modèle de flux de chaleur turbulent amélioré. La description du champ de température est notablement améliorée, tant dans la position que dans l'amplitude des points chauds relevés. En revanche, l'utilisation du modèle DRSM ATAAC a conduit à des résultats moins convaincants, mettant en évidence qu'une conclusion générale sur l'utilisation des modèles DRSM ne pouvait être tirée.

Conclusion sur la modélisation des écoulements de type jet débouchant/film cooling

Ces deux exemples de traitement par des modèles avancés de cas représentatifs d'écoulements de type jet débouchant fortement anisotherme ont permis d'illustrer l'intérêt du modèle EBRSM de Manceau couplé à des modèles avancés pour les flux de chaleur turbulents. A chaque fois, la démarche a consisté à s'appuyer sur des bases de données expérimentales détaillées, mais également sur des calculs haute-résolution instationnaires de type LES ou hybrides (SAS ou ZDES). L'accès à ces bases de données a permis de mettre en évidence les défauts des modèles actuels. En particulier, pour la diffusion de chaleur, la nécessité de mettre en oeuvre des modèles plus représentatifs que celui basé sur un nombre de Prandtl turbulent P r t a été démontrée. La prise en compte de ces éléments se traduit par une amélioration substantielle de la prévision des points chauds, ou encore de l'efficacité de refroidissement à la paroi.

Chapitre 5

Modélisation du refroidissement par multiperforation Ce chapitre s'intéresse aux différents travaux que j'ai été amené à conduire ou encadrer sur le thème des parois multiperforées, et qui peuvent vus comme une continuité du chapitre précédent. Après un bref rappel du contexte et de la hiérarchie des modèles envisageables, nous verrons que l'essentiel de l'effort a porté, au travers de trois thèses, sur le développement d'un modèle thermique homogène. Dans tous les cas, l'établissement des corrélations ou de lois de parois adaptées passe par la génération préalable de bases de données numériques, selon une méthodologie décrite ci-après. Le processus de post-traitement et d'homogénéisation des différents calculs est ensuite décrit, avant de détailler l'établissement du modèle lui-même.

Contexte

Le refroidissement par multiperforations est sans doute actuellement la technique la plus répandue pour refroidir une chambre de combustion. Le schéma de principe de cette technique est rappelé sur la figure 5.1. L'air froid, prélevé au niveau du compresseur, contourne la chambre, ce qui permet une première phase de refroidissement due à la chaleur prélevée par convection. Du fait de la différence de pression entre le contournement et la chambre (de l'ordre habituellement de 2 à 3% de la pression dans la chambre), l'air froid pénètre naturellement dans la chambre, créant un système de jets coalescents issus de ces perforations submillimétriques. A la traversée du trou, l'air froid La figure 5.2 montre un système de multiperforations caractéristique pour une chambre de turbomoteur d'hélicoptère. Le motif de perçage peut varier très sensiblement d'un motoriste à un autre, et vise à assurer la température la plus homogène possible. Pour cela, de nombreux paramètres seront ajustés comme la taille des trous, leur densité, l'angle de perçage, ou encore la forme du perçage. La caractéristique commune à ces systèmes est toutefois le nombre élevé de trous qui peut atteindre plusieurs milliers. Les principaux paramètres aérodynamiques caractérisant le système, ainsi que les ordres de grandeur associés, sont listés dans la table 5.1.

Une des principales différences rencontrées avec le film-cooling opéré dans la turbine réside dans la taux de soufflage élevé (compris entre 3 et 10), qui génère potentiellement un jet fortement décollé, tout au moins dans les premières rangées de multiperforation, et ce au détriment de l'efficacité dans les premières rangées. Pour ce qui concerne le motif de perçage, l'angle d'injection α fait plus ou moins consensus et est souvent voisin de 20 à 30 ˝,ce qui garantit une efficacité de refroidissement optimale. En revanche, un paramètre plus libre et particulièrement étudié depuis une quinzaine d'années est l'angle de giration, représenté par l'angle β sur la figure 5 

Les différents niveaux de modèles possibles : du modèle homogène au modèle hétérogène

Les différents niveaux de modélisation possibles sont résumés par la figure 5.4. Afin de déterminer le niveau de modélisation adapté au besoin de l'utilisateur, la première notion à prendre en compte est le nombre de mailles que l'utilisateur est prêt à concéder pour décrire la direction transverse du trou. Ce nombre est ici appelé R. Généralement, le maillage surfacique de la paroi de la chambre est insuffisant pour discrétiser le trou de manière satisfaisante. L'ordre de grandeur de la taille des cellules est de l'ordre de quelques millimètres, ce qui conduit à un facteur R inférieur à 0,5. L'interaction locale entre jet et écoulement transverse ne peut alors être décrite, et les injections discrètes seront dans ce cas remplacées par une injection homogène, qui peut considérablement La paroi multiperforée est habituellement une paroi mince dont l'épaisseur est de quelques millimètres. Ceci conduit à un nombre de Biot Bi " he λp faible, ce qui correspond à de faibles variations de température sur l'épaisseur de la paroi (en regard de T c ´Tf ). Les températures et flux à la surface de la plaque proviennent d'un équilibre des flux entre fluide et solide.

Vu côté fluide, la condition thermique influe en réalité peu sur le champ dynamique, comme l'ont montré Lahbib (2015) et R. [START_REF] Bizzari | Modélisation aérodynamique et thermique des plaques multiperforées en LES (thèse de doct[END_REF]. Les différences principales apparaissent en proche paroi. En revanche, une estimation correcte des flux pilote directement le niveau de température de la paroi, ce qui est la variable d'intérêt. Dans le cas simple d'une paroi mince et non perforée à température uniforme dans l'épaisseur, on peut ainsi montrer que la température de paroi de la plaque T p peut s'écrire turbulents, l'approche GGDH, couplée à un modèle DRSM fournit l'estimation la plus proche de la réalité. L'écart obtenu par rapport à un hypothèse de nombre de Prandtl turbulent constant reste toutefois de l'ordre de 2 à 4%.

T p " h c T c `hf T f h c `hf ( 
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Ces résultats furent ensuite étendus par Arroyo à des configurations avec injection giratoire. Les configurations de validation comprenaient une configuration isotherme étudiée à l'ONERA sur une plaque à échelle :12 [START_REF] Michel | Caractérisation aérodynamique d'un écoulement avec injection pariétale de type dilution giratoire en vue de sa modélisation[END_REF] En résumé, les différentes bases de données numériques construites lors des trois thèses réalisées sous mon co-encadrement ont permis de montrer l'intérêt des modélisations avancées pour mieux décrire le mélange entre le film de protection issu des trous et l'écoulement principal. Les modèles EARSM-γ et DRSM FLOMANIA ont en particulier montré un meilleur comportement dans les premières rangées de trous, un modèle isotrope comme le modèle k´ω SST sous-estimant le mélange latéral entre les différents jets et l'écoulement principal ou le film en début de construction. Pour ce qui concerne la modélisation en giratoire, le modèle DRSM avec une modélisation de type Daly-Harlow fournit les résultats les plus convaincants. Si l'on s'intéresse à la zone de film établi, le modèle isotrope donne toutefois une estimation que l'on peut juger satisfaisante.

Post-traitement pour l'établissement d'un modèle homogène

Dans les trois thèses déjà mentionnées, l'exploitation des calculs s'est faite selon le même principe, qui est rappelé de manière succinte. Pour chaque point de la base de données deux calculs sont en réalité effectués -un premier calcul couplé déjà décrit : il donne un niveau de flux convectif et de température à la paroi Les thèses de Arroyo Callejo (2016) et Crouzy (2020) ont permis de montrer que ces conclusions sur l'établissement du régime convectif après quelques rangées étaient valables sur l'ensemble des configurations testées, qu'elles soit issues de la thèse d'Emidio ou de la base de données SA-PHIR acquise sur le banc LACOM de l'ONERA. La difficulté majeure rencontrée est alors de proposer les corrélations les plus générales possibles pour ce coefficient d'échange, compte-tenu du nombre de paramètres en jeu. La deuxième difficulté réside dans la détermination de la température de référence à partir également de corrélations ou des différents champs disponibles dans le calcul. Nous revenons sur ces deux points dans les paragraphes suivants.

Etablissement du modèle thermique

A partir de ces informations moyennées, trois type de modèles ont été développés pour être utilisés en tant que modèle homogène thermique .

-Corrélations de coefficients d'échanges, Cottin (2013) 

Elles sont détaillées ci-dessous.

Corrélations de coefficients d'échange

Le 

V R " V j {V c , et s'écrit : St c " C 1 ¨V R C 2 ¨DR C 3 , et h c " ρ c C pc V c St c (5.9) avec C 1 " 6, 75 ¨10 ´3, C 2 " 0, 67 et C 3 " 1, 22.
En tenant compte de ces éléments, le modèle fonctionne donc comme suit :

-pour les grandeurs injectées : la démarche est analogue à celle de [START_REF] Mendez | Simulation numérique et modélisation de l'écoulement autour des parois multiperforées[END_REF] , les flux (de masse, de quantité de mouvement et d'enthalpie) sont multipliés par la porosité.

-pour les échanges côté froid et perforation : la contribution des trous est intégrée côté froid. -Le modèle a été développé sur une base insuffisante de cas pour garantir sa généralité. En particulier, un seul motif de perçage a été pris en compte -Le modèle, pour des raisons pratiques de mise en oeuvre, fait l'hypothèse d'une température de référence prise à la température de première cellule. Cette hypothèse est très clairement une faiblesse du modèle, et nous reviendrons dans le paragraphe suivant sur ce point.

Estimation de la température de référence

L'évaluation du flux convectif repose sur la bonne définition du couple ph, T ref q. Si le paragraphe précédent a permis de résumer les travaux qui ont abouti à une série de modèles pour le coefficient d'échange convectif, le point faible du modèle est l'évaluation de la température de référence.

Pour des raisons de simplicité, Cottin a proposé d'adopter la température de la première cellule voisine de la paroi. Cette température est représentative de le température de mélange dans cette cellule. Intuitivement, on comprend qu'elle se rapprochera de la température de mélange si la cellule possède une taille suffisante. Une cellule trop fine conduirait à une température proche de la température de paroi. En pratique, Cottin a montré que le modèle proposé côté injection (chaud) conduisait à une dépendance assez marquée à la taille de la première cellule de paroi, comme illustré sur la figure 5.16. Côté froid, le modèle présente des résultats en revanche peut dépendants de la taille de la première maille. L'explication repose sur la variabilité de la température de mélange estimée dans la première cellule comme le montre la figure 5.17. Si côté froid la température estimée reste toujours voisine de la température froide, côté chaud , elle varie très fortement avec la dimension de la première cellule interne. C'est ce qui conduit à des variations de plus de 100% des flux convectifs. En pratique des valeurs de y `de l'ordre de 100 à 150 sont recommandées. Si cette évaluation présente une dépendance moindre que la température de la première cellule, il convient toutefois de noter sa dépendance par rapport à la hauteur d'intégration depuis la paroi. Plus cette hauteur sera imprtante, plus la pondération de cette température vers des niveaux chauds sera importante. Dans Romain Bizzari et al. (2018), il est préconisé d'intégrer sur une hauteur liée à l'espacement entre les trous. Crouzy (2020) a récemment réexaminé cette évaluation sur la base de données SAPHIRE en évaluant l'impact de cette hypothèse sur les niveaux de flux.

Il propose une autre voie, basée sur l'estimation d'un film équivalent.

Lois de paroi dédiées aux parois multiperforées

Afin de s'affranchir des différentes hypothèses mentionnées ci-dessus pour l'évaluation de h ou T ref , nous avons investigué une première alternative, qui était celle de l'établissement de lois de paroi. Cette loi évalue les flux convectifs à partir de l'écart de température entre paroi et première cellule, en la corrigeant notamment en fonction de la vitesse et des quantités turbulentes au sein de la première cellule.

Figure 5.18 -Principe de l'établissement de la loi de paroi Le principe est équivalent à celui d'une loi de paroi traditionnelle corrigée. Les profils de vitesse et température moyens sont analysés, et l'on cherche à déterminer une invariance des profils par une loi de type U `" f py `q, et T `" f py `q, où les différentes quantités sont adimensionnées par des valeurs de paroi. Ce processus a été conduit sur la base décrite sur la figure 5.18. Les frottement et flux de chaleur sont moyennés sur le motif en losange S 1 . Les niveaux moyens de vitesse et température sont évalués sur le motif S 2 , décalé de y par rapport à la paroi, à partir des relations suivantes :

U m " ş S 2 ρUdx dz ş S 2 ρdx dz W m " ş S 2 ρWdx dz ş S 2 ρdx dz T m " ş S 2 ρC P V Tdx dz ş S 2
ρC P Vt dx dz (5.14) A partir des quantités pariétales et dans le fluide, les quantités adimensionnelles peuvent être estimées par :

V m,tan " a U 2 m `W 2 m U `" Vm,
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T `" pT m ´Tw q ρwC Pw Uτ qw (5.15) En procédant ainsi, Cottin (2013) a été le premier à montrer que, sur sa plaque de référence, toutes les conditions aérodynamiques (on rappelle que le taux de soufflage était le principal paramètre) dégénéraient selon un même profil. La figure 5.19 présente ainsi les profils adimensionnés obtenus côté injection. L'accord obtenu côté aspiration est encore meilleur. Pour le côté injection : U `" 3.1 log py `q ´0.6 T `" 2.5 log py `q ´0.8 U `" A U ln py `q `CU T `" A T ln py `q `CT (5.18) N u f ilm " 0, 0926pRe f ilm q 0,699 (5.23)
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La validité de cette corrélation peut être vérifiée sur la figure 5.26, qui montre un accord satisfaisant entre cette corrélation et l'exploitation par calcul des différents cas simulés. La question est maintenant de savoir comment utiliser cette corrélation, dans le cadre de calculs effectués dans des bureaux d'études industriels par exemple.

Une première manière d'envisager son utilisation est de générer les entrées nécessaires par un code 1D permettant d'estimer les propriétés moyennes de film (épaisseur, débit dans le film). Ce type de code est notamment en développement chez SAFRAN. La deuxième voie envisageable est de coupler cette corrélation à un outil de post-traitement spécifique qui utiliserait les principales caractéristiques d'un calcul 3D pour déterminer les donnes d'entrée du modèle. On peut ainsi imaginer que, dans le cadre d'un calcul avec modèle homogène, un outil simple permette de tirer l'épaisseur du film, ainsi que le produit ρU à la hauteur du maximum de vitesse. Le problème est alors fermé par l'utilisation de la corrélation.

Conclusions sur le refroidissement par multiperforation

L'essentiel des activités sur la modélisation des parois multiperforées a porté, au travers de trois thèses, sur le développement d'un modèle thermique homogène. Plusieurs approches ont été proposées, qui visent toutes à établir le niveau des flux convectifs observés tant côté aspiration, que soufflage, mais également dans les perforations. L'approche la plus intuitive s'appuyant sur la définition d'un couple ph, T ref q a été la première investiguée, mais le caractère varié des motifs de perçage et des conditions aérothermiques rend difficile l'établissement de corrélations à caractère général. Une approche par lois de parois a alors été proposée. Elle représente une avancée certaine, mais là encore, il n'a pu être établi de loi générale sur l'ensemble des plages de variation envisageable. La dernière approche, en ramenant l'écoulement à un film équivalent compatible d'un écoulement homogène paraît prometteuse.

En parallèle du développement de ce modèle thermique, nous nous sommes attachés à détermi- Chapitre 6

Conclusion -Perspectives

Ce mémoire a permis de balayer une partie de mes activités de recherches depuis que j'ai intégré l'ONERA fin 1995. J'ai fait le choix de privilégier l'activité s'apparentant le plus possible à un fil conducteur, à savoir la modélisation aérothermique des systèmes aéronautiques. La plupart de ces activités ont eu trait à l'amélioration des méthodes RANS qui ont l'avantage sinon d'une précision systématique, mais tout au moins d'une compatibilité avec une utilisation en bureau d 'études.

D'abord tournés vers l'amélioration des modèles à deux équations de transport, mes travaux se sont orientés rapidement vers la prise en compte de l'anisotropie de la turbulence, que ce soit par des modèles explicites algébriques, ou via des équations de transport pour les tensions de Reynolds. Un modèle explicite algébrique original, le modèle VALM a été proposé dans le cadre de la thèse de D. Vanpouille. Ce modèle couple naturellement les tensions de Reynolds et les corrélations vitesse température et a permis des améliorations sensibles de la prévision du champ de température, notamment dans des cas de convection naturelle. La modélisation de jets impactants a également fait l'objet d'une attention particulière. Les travaux correspondants, toujours en cours, ont permis de mettre en évidence les difficultés de modèles même avancés sur des configurations semi-académiques. Ils ont en outre démontré l'importance des termes de pression, le plus souvent négligés et qui participent d'une relation d'équilibre local dans la région voisine du point d'arrêt. Une correction imposant l'équilibre local et l'établissement d'un nouveau modèle pour la diffusion de pression sont deux voies en cours d'investigation pour tenter d'améliorer la qualité des prévisions.

En dépit des limitations mises en évidence pour ces modèles avancés, l'idée force défendue par ce manuscrit est qu'il y a un intérêt à faire évoluer l'état de l'art industriel actuellement représenté par les modèles à deux équations vers ces modèles. Nous avons en particulier démontré l'intérêt des modèles DRSM dans la description du refroidissement par film, ou encore dans le cas d'un jet chaud débouchant dans un écoulement transverse à l'ambiante. Ces cas pourraient être complétés par d'autres, pour montrer notamment leur nette supériorité vis-à-vis des écoulements en rotation qui sont la norme dans les circuits de turbomachines.

Ces dernières années, j'ai tenté de développer nos efforts de modélisation à partir des différentes bases de données DNS/LES disponibles à l'ONERA ou ailleurs. (Hanjalić et al., 2004[START_REF] Laurence | A robust formulation of the v2-f model[END_REF]. Elle consiste a poser le changement de variable ϕ " v 2 k et à résoudre l'équation en ϕ et non plus en v 2 . Cette modification permet de reformuler la condition aux limites de f et ainsi d'augmenter la stabilité du modèle. Le modèle se réécrit donc :

B t ϕ `U.∇ϕ " f ´P ϕ k `X `1 ρ ∇.
" G k ε Les constantes A i sont liées aux constantes du modèle pour le terme de redistribution et sont données par : A 1 " 4{3 ´c2 , A 2 " 1 ´c3 , A 3 " 1 ´c4 , A 4 " 1 ´c6 , A 6 " c 1 `1 et A 7 " 1. Les constantes c 1 , c 1 , c 2 , c 3 , c 4 , c 5 , c 6 sont liées au modèle pour pφ ij ´εij q. La constante A 5 est corrigée afin de prendre en compte une contribution due à la diffusion. a " γ 1 S ˚`γ 2 ˆS˚2 ´1 3 tr `S˚2 ˘Id ˙`γ 3 `S˚¨Ω˚´Ω˚¨S˚˘`A 4 N 1 ε Γ Dans cette expression, les coefficients de projection sont définis par :

γ 1 " f α ˆ´A 1 N 1 Q ˙`A 4 ε ˆN 1 η 1 ´2A 2 η 2 `2A 3 η 3 QII S ˙´η 1 II S γ 4 γ 2 " f 2 α 2A 1 A 2 Q ``1 ´f 2 α ˘3B 2 ´4 max pII S ; II eq S q `A4 ε " 6η 2 N 1 II 2 S ´2A 2 N 1 ˆN 1 η 1 ´2A 2 η 2 `2A 3 η 3 QII S ˙ ´6η 2 II 2 S γ 4 γ 3 " f 2 α ˆ´A 1 A 3 Q ˙´`1 ´f 2 α ˘B2
2max pII S ; II eq S q (C.1)

`A4 ε " η 3 N 1 II S II Ω `A3 N 1 ˆN 1 η 1 ´2A 2 η 2 `2A 3 η 3 QII S ˙ ´η3 II S II Ω γ 4 γ 4 " A 4 N 1 ε où f α " c f `α ´α2 ˘`α 2
II S " tr `S2˚Ȋ

I Ω " tr `Ω2˚Q

" N 1 2 ´2{3 A 2 2 II S ´2A 2 3 II Ω η 1 " tr `Γ ¨S˚η 2 " tr `Γ ¨S˚2 η3 " tr `Γ ¨Ω˚¨S˚ȃ vec c f " 0, 5 et enfin :

α ´L2 ∆α " 1 (C.2)
Pour les écoulements bidimensionnels, le paramètre N 1 est solution de l'équation : Les constantes sont données par c 1 θ4 " 1 ´α3 c 4 , c 1 θ6 " 1 ´α3 c 6 . Le paramètre N 1 θ est défini par : La matrice A 1 ´1 est donnée par :

aN 1 3 `bN 1 2 `cN 1 `d " 0 a " 1 b " ´ˆA 5 `A7 G k ε ċ " " A 6 ˆη1 A 4 ε ´fα A 1 II S ˙´ˆ2 3 A 2 2 II S `2A
N 1 θ " 1 2 ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk `Gk ε ˙`1 r ˆ1 2 ´cθ5
A 1 ´1 " 1 det `A˘" ˆN 1 2 θ ´1 2 Q 1 ´N 1 θ `1 ´α3 ˘p3 `5c n q
´`1 ´α3 ˘p3 `5c n q c S η 4 ˙Id

´`N 1 θ ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q ˘`c S S ˚`c Ω Ω ˚``1 ´α3 ˘p3 `5c n q M cS S ˚`c Ω Ω ˚``1 ´α3 ˘p3 `5c n q M ˘2ı où η 4 " tr `S˚¨M ˘avec le déterminant de la matrice A 1 est donné par :

det `A˘" N 1 θ ˆN 1 2 θ `Nθ `1 ´α3 ˘p3 `5c n q ´1 2 Q 1 ´cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4
Le paramètre N 1 θ est obtenu par la résolution de l'équation :

aN 1 3 θ `bN 1 2 θ `cN 1 θ `d " 0 a " 1 b " `1 ´α3 ˘p3 `5c n q
´" 1 2

ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk ε ˙``1 ´α3 ˘cn  c " 1 2 pZ 1 `Z3 q `ˆ1 2 ´cθ5 ˙pT 1 `T3 q ´1 2 Q 1 ´cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4 ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q " 1 2 ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk ε ˙``1 ´α3 ˘cn  d " ˆ1 2 Q 1 `cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4 ˙" 1 2 ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk ε ˙``1 ´α3 ˘cn  `1 2 pZ 2 `Z4 q `ˆ1 2 
´cθ5 ˙pT 2 `T4 q ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q ˆ1 2 pZ 1 `Z3 q `ˆ1 2 ´cθ5 ˙pT 1 `T3 q ȯù les termes T i et Z i ont sont donnés par : ´" 1 2 ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk ε ˙``1 ´α3 ˘cn  c " 1 2 pZ 1 `Z3 q `ˆ1 2 ´cθ5 ˙pT 1 `T3 q ´1 2 Q 1 ´cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4 ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q

" 1 2 ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk ε ˙``1 ´α3 ˘cn  d " ˆ1 2 Q 1 `cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4 ˙" 1 2 ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk ε ˙``1 ´α3 ˘cn  `1 2 pZ 2 `Z4 q `ˆ1 2 
´cθ5 ˙pT 2 `T4 q ´`1 ´α3 ˘p3 `5c n q ˆ1 2 pZ 1 `Z3 q `ˆ1 2 ´cθ5 ˙pT 1 `T3 q

1 2 Q 2 ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q ˆ´1 2 Q 1 ´cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4 `c2 S η 5 `c2 Ω η 6 `cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4 ė " ´ˆ1 2 ˆ2c θ1 ´1 ´1 r `Pk ε ˙``1 ´α3 ˘cn ˙" 1 2 Q 2 ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q ˆ´1 2 Q 1 `c2 S η 5 `c2 Ω η 6 ˙ `ˆ1 2 Q 1 `cS `1 ´α3 ˘p3 `5c n q η 4 ˙ˆ1 2 pZ 1 `Z3 q `ˆ1 2 
´cθ5 ˙pT 1 `T3 q 1 ´α3 ˘p3 `5c n q ˆ1 2 pZ 2 `Z4 q `ˆ1 2 ´cθ5 ˙pT 2 `T4 q exacte dans le cas tridimensionnel est alors approchée au premier ordre par :

1 2 pZ 5 `Z6 q `ˆ1 2 
N 1 3D θ " N 1 θ ´N 1 θ `1 2 Q 2 ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q `´1 2 Q 1 `c2 S η 5 `c2 Ω η 6 ˘˘`e D w
`O ` 2 ˘(C.9) où e est le coefficient du terme d'ordre 0 de l'équation polynômiale d'ordre quatre ci-dessus et D w est donnée par : 

D w " 3aN 1 3 θ `2bN 1 2 θ `cN 1 θ `1 2 Q 2 ``1 ´α3 ˘p3 `5c n q ˆ´1 2 Q 1 `c2 S η 5 `c2 Ω η 6 ˙(C.

C.3 Équations d'échelles

Les équations de transport des échelles turbulentes du modèle k ´ω ´kθ ´r utilisé lors des calculs complets sont données par : où les "constantes" du modèle prennent la forme φ " F 1 φ 1 `p1 ´F1 q φ 2 avec β 1 " 3 40 , β 1 " 0, 09, γ 1 " 5 9 , σ k1 " 0, 5 et σ ω1 " 0, 5 et β 2 " 0, 0828, β 2 " 0, 09, γ 2 " 0, 44, σ k2 " 1 et σ ω2 " 0, 856. La fonction de couplage a pour expression : 

F 1 " tanh `arg

E.3 Détermination du coefficient de pondération elliptique

Le coefficient α est déterminé à l'aide de l'équation elliptique

α ´L2 ∆α " 1 L " C L max ˜k3{2 ε , C η ν 3{4 ε 1{4 ¸CL " 0, 133 C η " 80 (E.12)
Pour rappel, l'emploi de l'équation elliptique permet de définir le vecteur normal à la paroi intervenant dans le modèle de paroi (E.5) comme n " grad α }grad α} (E.13)

Résumé

Les dispositifs de refroidissement rencontrés dans les systèmes aéronautiques modernes sont le siège d'écoulements turbulents complexes. Une illustration en est donnée par les phénomènes présents dans les turbomachines actuelles, qui combinent des niveaux élevés de température, des effets de rotations importants, le tout se superposant à une turbulence fortement anisotrope. La modélisation de ces écoulements constitue le fil conducteur principal des travaux que j'ai entrepris, ou contribué à diriger depuis environ 25 ans. Ce mémoire en présente une synthèse, ainsi que les perspectives que j'entrevois pour les années à venir. Il se décompose comme suit. Une brève introduction décrit d'abord les techniques principales de refroidissement utilisées dans les turbomachines modernes, et les approches de modélisation envisageables. Une des caractéristiques principales des écoulements rencontrés étant leur caractère fortement turbulent, la deuxième partie présente un état de l'art de la modélisation RANS appliquée à ce domaine, et plus particulièrement les modèles sur lesquels j'ai pu moi-même travailler. Une troisième partie s'intéresse ensuite au thème spécifique de la modélisation par impact. La quatrième partie est dédiée aux écoulements de jets débouchants isolés rencontrés dans le refroidissement par film turbine. La cinquième partie traite de la modélisation du refroidissement de paroi multiperforée. Enfin, le dernier chapitre présente une synthèse et brosse de manière succinte mes perspectives de recherche.

Abstract

The cooling systems encountered in aeronautical systems are characterised by the presence of highly turbulent flows. In particular, turbomachinery components exhibit elevated temperature levels, strong rotational effects, combined with a highly anisotropic turbulence. Modelling those flows has been the main subject of the research works I conducted or supervised for the last 25 years. This thesis summarizes those works, and presents my research perspectives for the coming years. The manuscript structure is the following. First, a brief introduction describes the main cooling techniques used in modern turbomachinery and the potential modelling approaches. The flows at stake being mostly turbulent, the second part addresses the RANS modelling strategies, and in particular the models I worked on. The third part is specifically dedicated to impingement cooling. The fourth part considers the modelling of film cooling through discrete hole injections, similar to the situation encountered for turbine cooling. The fifth chapter generalizes those conclusions to multiperforated wall cooling. Eventually, the last part summarizes the main conclusions and suggest some research perspectives.
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 15 Figure 1.5 -Exemple d'écoulement dans un canal perturbé, d'après[START_REF] Casarsa | Aerodynamic Performance Investigation of a Fixed Rib-Roughened Internal Cooling Passage[END_REF] 

Figure 1 . 7 -

 17 Figure 1.7 -Allure du coefficient d'échange pour un jet impactant, d'après Colombié (2021)

Figure 1 . 8 -

 18 Figure 1.8 -Allure d'une chambre de combustion CFM56

Figure 1 .
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 2324 Figure 2.3 -Marche de Vogel et Eaton : Allure du champ de k et lignes de courant
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 2 Figure 2.6 -Comparaison des champs d'énergie cinétique de turbulence pour un calcul isotrope et avec modèle DRSM

  h " 2000 La figure2.8 présente les résultats obtenus pour un nombre de Reynolds de 2000. Ils sont encore plus fidèles aux résultats DNS qu'à Reynolds 395. Le profil de u `(Figure2.8a) est encore sous évalué dans la zone tampon (pour laquelle le modèle SST donne ici un meilleur résultat). En revanche, la prévision de l'énergie cinétique k `(Figure2.8b) est en adéquation avec les résultats DNS : la surestimation du niveau de k est nettement inférieure à celle observée pour le cas à Reynolds 395. Le niveau de ϕ (Figure2.8c) est en très bon accord jusqu'à y `= 1000, après quoi il est quelque peu sous évalué. Des difficultés sont encore éprouvées pour reproduire le plateau de viscosité turbulente à partir de y `= 1000.
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 29 Figure 2.9 -Ecoulement de canal -Influence de l'hypothèse sur C ε2 pour le cas R e h " 2000
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 2 Figure 2.10 -Configuration du canal plan infini vertical différentiellement chauffé avec profils de vitesses (bleu) et température (rouge) dans le cas d'écoulements turbulents.
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 2 Figure 2.11 -Evaluation de l'hypothèse d'équilibre local : budgets de l'équation (2.119) et résidus pour un écoulement de convection forcée à Re τ " 2000, pour a 11 (a), a 12 (b), a 22 (c) et a 33 (d), d'après Vanpouille (2013)
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 2 Figure 2.12 -Evaluation de l'hypothèse d'équilibre local : budgets de l'équation (2.119) et résidus pour l'écoulement de convection naturelle, pour a 11 (a), a 12 (b), a 22 (c) et a 33 (d), d'après Vanpouille (2013)
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 22 Figure 2.13 -Validité de l'hypothèse d'équilibre : termes de l'équation (2.120) et résidus pour les régimes de convection forcée, mixte et naturelle, d'après Vanpouille (2013) 2.3.3.4 Validité de l'hypothèse GGDH pour les flux thermiques L'analyse des DNS a également de mettre en avant les défauts des modèles des flux de chaleur turbulents les plus couramment utilisés. En effet, comme déjà vu, l'hypothèse d'équilibre local permet d'aboutir à des relations algébriques faisant intervenir des termes de flottabilité couplant la partie aérodynamique et le partie thermique, ce qui complique la résolution. Une solution simple est alors de découpler les deux en négligeant ces termes de flottabilité, ou en postulant une expression
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 2 Figure 2.15 -Evaluation de l'hypothèse GGDH pour les flux de chaleur turbulents -Régime de convection forcée,u 1 T 1 (a) et v 1 T 1 (b) -Régime de convection mixte, u 1 T 1 (c) et v 1 T 1 (d) -Régime de convection naturelle : u 1 T 1 (e) et v 1 T 1 (f).
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 22 Figure 2.20 -Prévisions des modèles V ALM e r et V ALM SJG couplés à un modèle k ´ω ´kθ ´r et comparées aux modèles W J `W W J et SST `GGDH -régime de convection mixte.
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 33 Figure 3.3 -Topologie de l'écoulement en fonction de la distance buse-plaque, d'après Narayanan, Seeyed-Yaggobi et Page (2003)
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 34 Figure 3.4 -Distribution de Nu de diverses études pour Re " 23000 et H{D " 6

  Les bonnes performances des modèles à relation elliptique ont été confirmées par les travaux de Hanjalić, Popovac et Hadžiabdić (2004) pour un modèle ζ ´f , avec ζ " v 2 k (Figure 3.5b). Ce type de modèle présente en outre une robustesse améliorée par rapport au modèle v 2 ´f initial. Une évolution supplémentaire de ce modèle réside dans le modèle de Billard et Laurence, dont on ne trouve pas d'évaluation sur un jet impactant dans la littérature. A titre d'illustration, la figure 3.6 présente les résultats obtenus par les principales classes de modèle à viscosité isotropes classiques.
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 35 Figure 3.5 -Evaluation du nombre de Nusselt pour différents modèles -Comparaison des travaux de Behnia, Parneix et Durbin (1998) a) et de Hanjalić, Popovac et Hadžiabdić (2004) b)
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 3 Figure 3.7 -Nombre de Nusselt le long de la paroi d'impact (extrait de la thèse de J.F Wald), Baughn & Shimizu, IJ Menter SST, İ Billard-Laurence, EBRSM, les courbes pleines en couleur correspondent à des calculs en lois de paroi et ne sont pas à prendre en compte
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 3 Figure 3.8 -Montage de référence d'après N.[START_REF] Kim | Analyse expérimentale d'un jet turbulent impactant sur un plaque plane et sur un obstacle de section carrée[END_REF] 
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 5 VALIDATION DE MODÈLES AVANCÉS SUR LE CAS DE BAUGHN ET SHIMIZU 140La géométrie retenue est présentée sur la figure 3.9. Le maillage réalisé sur cette base est visualisé sur les figures 3.10a et 3.10b. La taille de maille adoptée sur la plaque d'impact est de 10 microns. Pour l'ensemble des modèles de turbulence retenus, cette taille de maille garantit une valeur de y `inférieure à 1. Une taille analogue est retenue sur les surfaces interne et externe de la buse. En revanche, une taille de 25 microns est privilégiée au nez de la buse. Par expérience, une taille de maille trop réduite est à l'origine d'instabilités numériques (oscillations) non-amortissables même en RANS (et ce principalement du fait de la limitation SST ou de ses équivalents).
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 3 Figure 3.12 -Jet impactant : Comparaison des énergies cinétiques de turbulence
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 3 Figure 3.13 -Flux de chaleur : Comparaison expérience/calculs
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 3 Figure 3.14 -Jet impactant : Comparaison des énergies cinétiques de turbulence -Influence du limiteur SST
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 3 Figure 3.15 -Flux de chaleur : Influence de la réalisabilité

Figure 3 .

 3 Figure 3.16 -Allure du maillage 3D pour calcul DRSM
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 3 Figure 3.17 -Allure du champ de norme de vitesse
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 3 Figure 3.18 -Comparaison des profils de vitesse en différentes positions radiales
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 3 Figure 3.19 -Distribution du nombre de Nusselt : comparaison des modèles et de l'expérience

  été obtenus par la méthode inverse de thermographie en face arrière (ThEFA). Cette méthode, développée à l'ONERA, donne accès au niveau de coefficient d'échange et de de température de référence en face avant d'un objet au travers d'une mesure transitoire de température effectuée sur sa face arrière. Le dispositif expérimental est rappelé sur la figure3.20. Pour ce qui concerne les aspects numériques, une large partie de la thèse a été dédiée à la mise en oeuvre d'une LES du jet étudié[START_REF] Grenson | Large-Eddy simulation of an impinging heated jet for a small nozzle-to-plate distance and high Reynolds number[END_REF]. Cette LES a permis de reproduire de manière satisfaisante les principaux aspects de l'écoulement, et notamment le niveau d'échanges thermiques. Une partie de la thèse n'a pas fait l'objet d'une publication et concerne la validation des modèles RANS. Le comportement des modèles k ´ω SST et Billard Laurence (encore baptisé φ ´α) y est analysé, et ce sont ces résultats qu'il nous a paru intéressant de rappeler et analyser.
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 3 Figure 3.20 -Allure du dispositif expérimental d'après Grenson, Léon, Reulet et Aupoix(2016) 
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 3 Figure 3.21 -Modèle numérique (conditions aux limites) d'après[START_REF] Grenson | Caractérisation expérimentale et simulations numériques d'un jet chaud impactant[END_REF] 
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 3 Figure 3.22 -Comparaison Exp/Simulation des champs de module de vitesse et énergie cinétique de turbulence d'après[START_REF] Grenson | Caractérisation expérimentale et simulations numériques d'un jet chaud impactant[END_REF] 
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 33 Figure 3.23 -Profil de température adimensionné en r{D " 0, 5 d'après Grenson (2016) (triangles rouges, Exp., trait discontinu, k ´ω SST , pointillés, φ ´α)
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 4 Figure 4.1 -Représentation schématique des quatre structures tourbillonnaires composant un écoulement de type jet débouchant dans un écoulement transverse (Fric et Roshko (1994))
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  k ´ω SST + P r t constant (d) EBRSM + P r t constant
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 4 Figure 4.9 -Visualisation des gaz d'échappement par variation de l'indice de réfraction de l'air (gauche) et par thermographie infrarouge (droite).
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 4 Figure 4.11 -Schéma du circuit de soufflage de la maquette utilisé pour le jet, d'après Paysant(2021) 
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 4 Figure 4.13 -Champs de la composante longitudinale de vitesse moyenne U dans le plan central Y {D " 0. Mesures PIV et simulations EVM et EARSM.
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 44 Figure 4.14 -Profils de la composante verticale de vitesse moyenne W normalisée par la vitesse de l'écoulement transverse V cf dans le plan central Y {D " 0. Mesures PIV et simulations EVM et EARSM.
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 4 Figure 4.16 -Champs d'énergie cinétique turbulente k dans le plan central Y {D " 0. Mesures PIV et simulations EVM et EARSM.
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 44 Figure 4.17 -Champs de température normalisée θ dans trois plans transverses situés à X{D " 0, 5, 1,5 et 3,0 (de gauche à droite). De haut en bas : mesures thermocouples, k ´ω SST, k ´ε et EARSM.
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  Figure 4.19 -Profils de la composante longitudinale de vitesse moyenne U normalisée par la vitesse de l'écoulement transverse V cf dans le plan central Y {D " 0. Mesures PIV et simulations EBRSM.
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 44353 Figure 4.20 -Champs d'énergie cinétique turbulente k dans le plan central Y {D " 0. Mesures PIV et simulations EBRSM.
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 362 Evaluation complète par des flux de chaleur avancés sur la base de tensions de Reynolds évalués avec un modèle EBRSM Les trois modélisations du flux de chaleur turbulent présentées précédemment (voir 4.2.5 ) ont été utilisées en combinaison avec le modèle EBRSM de Manceau. Deux versions de la modélisation GGDH ont donc été utilisées dans cette étude. La première correspond à la version standard issue des travaux de Daly & Harlow. La seconde version est celle déjà décrite dans 4.19. Elle correspond à une version modifiée pour laquelle la valeur de la constante C θ est augmentée à 0.5 pour la composante transverse du flux de chaleur turbulent u 1 i T 1 . Cette modification a montré un comportement encourageant sur le cas de Penn State précédemment décrit. Elle rend compte de l'augmentation transverse de diffusion turbulente. Par la suite, ce modèle sera appelé GGDH modifié. L'influence de la modélisation du flux de chaleur turbulent sur les champs de température
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 4 Figure 4.22 -Champs de température normalisée θ dans trois plans transverses situés à X{D " 0.5, 1.5 et 3.0 (de gauche à droite). De haut en bas : mesures thermocouples, EBRSM + GDH, EBRSM + GGDH, EBRSM + GGDH modifié et EBRSM + HOGGDH.
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 5 Figure 5.1 -Représentation schématique de la formation d'un film de refroidissement sur une paroi multiperforée.

Figure 5 . 2 -

 52 Figure 5.2 -Photographie d'une chambre de combustion multiperforée de turbomoteur d'hélicoptère (Safran Helicopter Engines).
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 353 Figure 5.3 -Paramètres géométriques d'une paroi multiperforée.
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 5455 Figure 5.4 -Niveaux de modélisation possibles d'après R. Bizzari (2018)

  Les différents flux thermiques caractérisant l'équilibre thermique d'une paroi multiperforée sont illustrés dans la figure 5.6.
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 5 Figure 5.6 -Flux à prendre en compte dans le modèle thermique
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 595 Figure 5.9 -Comparaison des efficacités de refroidissement obtenues par Cottin sur la base de données d'Emidio, d'après Cottin (2013) 
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 5 Figure 5.11 -Comparaison des efficacités de refroidissement obtenues par Arroyo avec les différents modèles de turbulence, d'après Arroyo-Callejo, Laroche, Millan, Leglaye et Chedevergne (2018)
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 5 Figure 5.12 -Coefficient de transfert adimensionné côté chaud, d'après Cottin (2013)
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 5 Figure 5.13 -Définition du motif périodique avant modélisation, d'après Arroyo Callejo(2016) 

Figure 5 .

 5 Figure 5.14 -Distribution de coefficient d'échange convectif moyenné côté chaud, d'après Cottin(2013) 
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 5 Figure 5.15 -Comparaison des valeurs de h issues des LES AVBP de Florenciano avec les corrélations proposées parCottin, d'après Florenciano Merino (2013) 
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 55 Figure 5.24 -Évolution de six paramètres du film homogène équivalent selon le numéro de rangée d'après Crouzy (2020) .
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 5 Figure 5.26 -Nusselt de film en fonction du Reynolds de film pour toutes les éprouvettes simulées.

A 5 " 0 ȧvecC D " 2 , 2 .

 5022 c 1 ´1 `CD max ˆ1 ´Pk `Gk ε ; Les rapports de production sur dissipation P k {ε et G k {ε sont laissés implicites. Le tenseur d'anisotropie a " u 1 i u 1 j {k ´2{3 I d est exprimé via les tenseurs S C τ " 6. Le tenseur d'anisotropie est obtenu par la relation :

  avec c n " 1{2 p1 `1{P rq. La matrice A est définie par :A " N 1 θ I d `cS S ˚`c Ω Ω ˚``1 ´α3 ˘p3 `5c n q M où M " n b n et c n " 1{2 p1 `1{P rq, c S " 1 ´α3 c 2 ´α3 c 3 , c Ω " 1 ´α3 c 2 `α3 c 3 et c θ5 " α 3 c θ5 .Les constantes c θ1 , c θ2 , c θ3 , c θ4 , c θ5 et c θ6 sont liées au modèle pour pφ iθ ´εiθ q.

  θ4 tr ˆ´Θ ¨`c S S ˚`c Ω Ω du paramètre N 1 θ donne accès à la matrice A, au vecteur flux de chaleur turbulent normalisé et donc aux flux de chaleur turbulents. Dans le cas tridimensionnel, l'équation polynômiale de N 1 θ est d'ordre quatre : ˘p3 `5c n q

  ´cθ5 ˙pT 5 `T6 q ˙ avec T 5 " ´c1 θ4 tr ˆΘ ¨`c S S ˚`c Ω Ω tr ´θ ¨`c S S ˚`c Ω Ω ˚``1 ´α3 ˘p3 `5c n q M ˘2 ¨g˚Z 5 " ´c1 θ4 tr ˆg˚¨`c S S ˚`c Ω ¨Ω˚``1 ´α3 ˘p3 `5c n q M ˘2 ¨ˆa `

  10) où a, b et c sont les coefficients respectivement des termes d'ordre 4, 3 et 2 de l'équation polynômiale d'ordre quatre ci-dessus. Cette expression permet de calculer N 1 3D pour les écoulements tridimensionnels.

  

  

  

  

  

  

  

  

3 Modélisation du refroidissement par impact

  Un état de l'art rapide des modélisations RANS . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.4 Logique des travaux de validation réalisés . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5 Validation de modèles avancés sur le cas de Baughn et Shimizu . . . . . . . . . . . 3.5.1 Logique d'évaluation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5.2 Modélisations à viscosité isotrope et explicites algébriques . . . . . . . . . . 3.5.2.1 Modèle numérique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5.2.2 Résultats . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5.3 Influence de la condition de réalisabilité . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5.4 Modélisations DRSM . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5.4.1 Modèle numérique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5.4.2 Résultats . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.5.5 Conclusion sur le cas de Baughn et Shimizu . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.6 Validation sur un cas de jet chaud impactant . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.6.1 Configuration étudiée . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.6.2 Modèle numérique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.6.3 Résultats aérodynamiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.6.4 Résultats thermiques pariétaux . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.7 Validation sur le cas du distributeur basse-pression LET . . . . . . . . . . . . . . Modélisation DRSM et région d'impact . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . Perspectives pour la modélisation des cas à l'impact . . . . . . . . . . . . . . . . .

3.1 Contexte industriel . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.2 Description sommaire des phénomènes en jeu . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.3 3.7.1 Présentation succinte du cas test . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.7.2 Modèle numérique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.7.3 Résultats aérodynamiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.7.4 Résultats thermiques . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.8 3.8.1 Mise en place d'une LES de jet impactant . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.8.2 Dérivation des termes de bilan . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.8.3 Analyse de la région d'impact . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.8.4 Quelle stratégie pour une correction des modèles RANS ? . . . . . . . . . . 3.8.5 Identification de la zone d'impact . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.8.6 Correction ad-hoc des modèles RANS . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.8.7 Résultats correction ad-hoc des modèles RANS . . . . . . . . . . . . . . . . 3.8.8 Perspectives . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3.9

Table des figures

 des 1.1 Evolution de la température d'entrée turbine en fonction de la date de mise en service, d'après Terzis (2014) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 1.2 Exemple d'architecture de refroidisssement, d'après Rolls

  Nombre de Reynolds du jet DV j {ν jRe cfNombre de Reynolds de l'écoulement transverseDV cf {ν cf V R Rapport de vitesse V j {V cf

	SST u 1 i u 1 j	Shear Stress Transport Tenseur de Reynolds		
	URANS ε	Unsteady Reynolds Averaged Navier-Stokes Dissipation turbulente		
	ZDES b ij	Zonal Detached Eddy Simulation Tenseur d'anisotropie		
	k Nomenclature Énergie cinétique turbulente Nombres sans dimension P r t Nombre de Prandtl turbulent		
	C R	Taux de soufflage ρ j V j {ρ cf V cf		
	R	Rapport de flux de quantité de mouvement	b	ρ j V 2 j {ρ cf V 2 cf
	Re j			
	Acronymes			
	BOS BSL Propriétés de l'écoulement Background Oriented Schlieren BaSeLine		
	CFD λ	Computational Fluid Dynamics Conductivité thermique		
	DDES µ j	Delayed Detached Eddy Simulation Viscosité dynamique du jet à l'éjection		
	DES µ cf	Detached Eddy Simulation Viscosité dynamique de l'écoulement transverse
	DRSM ν j	Differential Reynolds Stress Model Viscosité cinématique du jet à l'éjection		
	EARSM ν cf	Explicit Algebraic Reynolds Stress Model Viscosité cinématique de l'écoulement transverse
	EBRSM ρ j	Elliptic Blending Reynolds Stress Model Masse volumique du jet à l'éjection		
	EVM ρ cf	Eddy Viscosity Model Masse volumique de l'écoulement transverse		
	GDH θ	Gradient Diffusion Hypothesis Température statique normalisée		
	GGDH V	Generalized Gradient Diffusion Hypothesis Vecteur vitesse moyenne		
	HOGGDH } V }	High-Order Generalized Gradient Diffusion Hypothesis Norme du vecteur vitesse moyenne
	HOST P r	Helicopter Overall Simulation Tool Nombre de Prandtl		
	LBM T j	Lattice Boltzmann Method Température statique du jet à l'éjection		
	LDV T cf	Laser Doppler Velocimetry Température statique de l'écoulement transverse
	LES V j	Large Eddy Simulation Vitesse d'éjection du jet		
	PIV V cf	Particle Image Velocimetry Vitesse de l'écoulement transverse		
	RANS Grandeurs turbulentes Reynolds Averaged Navier-Stokes		
	RMS	Root-Mean Square		
	RSM α t	Reynolds Stress Model Diffusivité turbulente		
	SAS ν t	Scale-Adaptive Simulation Viscosité turbulente		
	ω	Taux de dissipation spécifique		
	SEM	Synthetic Eddy Method		
	SRS u 1 i T 1	Scale Resolving Simulation Flux de chaleur turbulent		

Date de soutenance (ou en cours) 03/05/16 Taux d'encadrement 50% Liste des travaux co- publiés

  Arroyo-Callejo G., Laroche E., Millan P. , Leglaye F , Chedevergne F., Numerical Investigation of Compound Angle Effusion Cooling Using Differential Reynolds Stress Model and Zonal Detached Eddy Simulation Approaches, J. Turbomach 138(10),Oct 2016Oct , doi:10.1115/1.4033016 /1.4033016 

	L'
	Arroyo-Callejo G., Laroche E., Millan P. , Leglaye F., A Wall-
	function Based Model for Multi-perforated Walls, Proceedings
	of the ASME Turbo Expo, Montreal, Canada, June 15-19,
	ASME Paper No. GT2015-42103

essentiel de mes activités d'encadrement a été réalisé depuis mon arrivée sur Toulouse depuis 2010. Cela correspond à un modèle de recherches à l'ONERA Toulouse à l'époque plus axé sur les doctorants en comparaison de ce qui était courant à l'ONERA en IdF.

  

	3.2. Encadrement de Masters			
	Nom, prénom de	Sujet				Période
	l'étudiant				
	Camblor Gomez, Adrian	Refroidissement des parois de	04-08/18
		chambre de combustion par
		multiperforations		
	Lambert, Benjamin	Amélioration	de	la	04-08/17
		modélisation/simulation	de
		l'interaction		onde	de
		choc/turbulence	par	des
		approches RANS		
	Vierron, Nicolas	Simulations aérothermiques	04-08/15
		détaillées des éprouvettes du
		BANC	SAPHIRE	-
		Modélisation associée en
		dilution giratoire		
	Marignier, Quentin	Étude et validation d'un	06-09/12
		modèle de turbulence à
		pondération elliptique pour la
		prévision	des	transferts
		thermiques pariétaux	
	Rouaud, Olivier	Développement d'un film de	04
		refroidissement	sur	une
		surface convexe		

-08/99 Desportes de la Fosse, Swan

  Représentant au Conseil Scientifique de Département (ONERA) sur la partie Transferts Thermiques Ø

		Simulation numérique d'une	04-08/97
		cavité rotor/stator chauffée
	4.	Responsabilités collectives
	Ø	Enseignant vacataire à l'ISAE Sup'Aéro de 2008 à aujourd'hui

Ø Encadrement de TDs (aérodynamique/propulsion) pour élèves ingénieur et master. Ø Cours d'introduction à la CFD en Master (3h) Ø Enseignant à l'EUROSAE (cours Transferts Thermiques) Ø

  Laroche, E. (2016b). Rapport final d'activité du PRC AETHER B -Tranche ferme. Evaluation du modèle VALM sur cas de configuration naturelle/mixte (rapp. tech. N o RF 6/24606 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. (2016c). TOICA Project Periodic Report M25-M37 (rapp. tech. N o RT 1/21483 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. (2018). Améliorations des fonctionnalités CEDRE pour l'Aérothermodynamique dans le cadre des RG 2017 (rapp. tech. N o RF 1/26552 -DMPE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. et al. (2019a). PRF ATAR Rapport de synthèse 1ère année (rapp. tech. N o RT 4/27337 -DMPE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. & Castillon, L. (2017). elsAASO-2017 -CP-1.1.5 Aérothermique jet impactant -Evaluation d'elsA hybride sur le cas DBP LET (rapp. tech. N o RT 25/26403 -ELSA/DMPE/DAAA -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. & Chaineray, G. (2007). ARCAé -Travaux relatifs au couplage elsA-CEDRE (rapp. tech. N o RT 16/07204 -DEFA -PALAISEAU). ONERA. Murray, R. & Laroche, E. (2016a). ODEON : Rapport de synthèse des comparaisons CEDRE/Fluent sur les simulations couplées de la tâche 1.2. du lot 1 (rapp. tech. N o RT 4/22855 -DEFA/DMAE -PALAISEAU). ONERA.

	Murray, R. & Laroche, E. (2016b). Rapport final d'activité du PRC AETHER C -Tranche Ferme (rapp. tech. N o RF 3/24607 -DMAE/DEFA -TOULOUSE). ONERA. Murray, R., Laroche, E. & Da Costa, I. (2016). Final report on ODEON 2016 activities: Chapitre 1
	BATHIRE experiment and FCAS blade CHT simulation (rapp. tech. N o RF 5/22855 -
	DEFA/DMAE -PALAISEAU). ONERA. Murray, R., Troyes, J. & Laroche, E. (2016). ODEON : Rapport final du lot 2 : Amélio-Introduction : Techniques de refroidissement
	ration du circuit de refroidissement avancé (rapp. tech. N o RT 3/22855 -DEFA/DMAE -CHATILLON). ONERA. dans les turbomachines modernes
	Première partie
	Introduction
	2) ; -acoustic cavity
	investigations (task 2.2) ; -droplet dynamics (task 3.3 and task 3.4) (rapp. tech. N o RT
	2/11590 -DEFA -PALAISEAU). ONERA. Richez, F. et al. (2019b). CHARME -Rapport d'avancement RA3.1 des activités Onera T3+6
	(rapp. tech. N o RT 9/25441 -DAAA -MEUDON). ONERA.
	Richez, F. et al. (2020a). CHARME -Rapport d'avancement RA4.3 des activités Onera à T3+18
	(rapp. tech. N o RT 2/27070 -DAAA -MEUDON). ONERA.

Laroche, E. & Chedevergne, F. (2015). PRC AETHER C : Pondération elliptique. Rapport théorique sur le modèle (rapp. tech. N o RT 1/24607 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. & Chedevergne, F. (2016). Rapport d'avancement AETHER C (rapp. tech. N o RA 2/24607 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E., Deluc, J., Micheli, F. & Paysant, R. (2018). Projet CHARME WP2.5 : Caractérisation d'un jet chaud débouchant. Description des essais conduits dans la soufflerie F2 et des premiers résultats de simulation numérique associée (rapp. tech. N o RT 7/25441 -DAAA/DMPE/DSFM -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. & Donjat, D. (2011). Projet STRENGTH : Travaux conduits lors de la tranche conditionnelle 1 pour les tâches 9 et 10 (rapp. tech. N o RT 1/16885 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E., Dupoirieux, F. & Téssé, L. (2012). Programme STRENGTH : Simulation d'un essai feu sur une pièce complexe à l'aide du code CEDRE (rapp. tech. N o RT 1/16886 -DMAE/DEFA -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E. & Gaible, H. (2003). Implantation et validation d'un modèle thermique dans MSD (rapp. tech. N o ONERA RT 17/00053 DEFA/DMAE -PALAISEAU). ONERA. Laroche, E. & Grenard, P. [P.]. (2007). Projet CONFORTH. Calculs de refroidissement par film à l'aide du code CEDRE (rapp. tech. N o RT 1/12388 -DEFA -PALAISEAU). ONERA. Laroche, E., Mauriot, Y. & Nicole, A. (2007a). High frequency combustion instability activities : -numerical analysis of chamber acoustic (task 1.1 and task 1.2) ; -droplet dynamics (task 3.1) (rapp. tech. N o RT 2/12499 -DEFA -PALAISEAU). ONERA. Laroche, E., Mauriot, Y. & Nicole, A. (2007b). High frequency combustion instability activities : -numerical analysis of chamber acoustics (task 1.1 and task 1.Laroche, E., Prévereaud, Y. & J.L., V. (2017). SINCHRAM Rapport final du Poste 1 (rapp. tech. N o RT 1/25935 -DMPE -TOULOUSE). ONERA. Laroche, E., Prévereaud, Y., Verant, J.-L. & Sourgen, F. (2015). HYPMOCES -Technical note D.5.1-2 Aerothermodynamic database for the smooth configuration -Final (rapp. tech. N o RT 3/22118 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. variante avec circuit interne avancé. (rapp. tech. N o RT 2/22855 -DEFA/DMAE -PALAI-SEAU). ONERA. Nicole, A., Laroche, E. & Ordonneau, G. (2000). Moteur VINCI : fonctionnement de l'allumeur et de la chambre propulsive (rapp. tech. N o RT 1/03081 DEFA -CHATILLON). ONERA. Ordonneau, G., Mauriot, Y. & Laroche, E. (2002). High-frequency combustion instability investigations for the Aestus engine performed during the flight V142 recovery program (rapp. tech. N o RT 1/06410 DEFA -CHATILLON). ONERA. Prévereaud, Y., Laroche, E., Verant, J.-L. & Sourgen, F. (2015). HYPMOCES -Technical note D.5.2 Micro-aerothermodynamics analysis for the rough configuration (rapp. tech. N o RT 2/22118 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Reulet, P. et al. (2008a). PRC ATRAN -Analyse Transitoire (rapp. tech. N o RT 7/09660 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Reulet, P., Donjat, D., Gressier, J., Laroche, E., Divouron, E. & Millan, P. (2008b). PRC ATRAN -Analyse Transitoire (rapp. tech. N o RT 6/09660 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Reulet, P., Donjat, D., Gressier, J., Phibel, R., Laroche, E. & Millan, P. (2007). PRC ATRAN -Analyse Transitoire (rapp. tech. N o RTS 1/09494 -DAAP -CHATILLON). ONERA. Reulet, P. & Laroche, E. (2011). Evaluation du solveur ASTRE pour le calcul de rayonnement entre parois avec milieu transparent -Développement méthode inverse sur paroi multicouche (rapp. tech. N o RT 1/16992 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Reulet, P., Laroche, E. & Bruce, R. (2010). Etude expérimentale des échanges thermiques convectifs en paroi d'un un ballon scientifique stratosphérique de type Montgolfière Infrarouge (MIR) (rapp. tech. N o RF 4/15108 -DMAE -TOULOUSE). ONERA. Richez, F. et al. (2019a). CHARME -Rapport d'avancement RA3.1 des activités Onera T3+12 (rapp. tech. N o RT 2/27070 -DAAA -MEUDON). ONERA. Richez, F. et al. (2020b). CHARME -Rapport d'avancement RA4.3 des activités Onera à T3+24 (rapp. tech. N o RT 4/27070 -DAAA -MEUDON). ONERA. Sourgen, F., Laroche, E. & Vérant, J. (2011). Transfert de fonctionnalités hypersoniques à la plate-forme CEDRE. Rapport de synthèse 1. Lots 1000 et 2100 : Consolidation 3D et intégra-

Sommaire 1.1 Le refroidissement turbine . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 52 1.1.1 Le contexte : la hausse continue de la température d'entrée turbine . . . . 52 1.1.2 Les techniques utilisées et les modes de transferts thermiques associés . . 55 1.1.3 Caractéristiques des écoulements rencontrés . . . . . . . . . . . . . . . . . 57 1.2 Le refroidissement chambre . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 58 1.3 La modélisation RANS ... et son avenir . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60

  3. L'aube est refroidie par un certain nombre de circuits dédiés, ici au nombre de deux. Le premier circuit est destiné à refroidir la région de bord d'attaque, ainsi que la première partie de l'intrados et l'extrados. Il se décompose en une cavité de bord d'attaque, et un canal muni d'éléments perturbateurs destinés à doper le transfert thermique. Une partie de l'air passe du canal à la cavité de bord d'attaque au travers de trous de faible diamètre, en créant un système de jets destiné à opérer un refroidissement ciblé. Par rapport à un écoulement de type canal lisse, le refroidissement ainsi opéré peut être de 2 à 5 fois plus efficace, ce qui est nécessaire dans cette

	1. refroidissement interne par convection forcée
	2. refroidissement interne par jets impactants
	3. refroidissement externe par film cooling
	4. refroidissement externe par transpiration cooling
	La figure 1.4 reprend ces différents modes, mais indique aussi certaines tendances actuelles. Du fait

région présentant des contraintes thermiques fortes. La deuxième partie de ce circuit est un canal muni de perturbateurs, dont l'orientation par rapport à l'écoulement peut varier. En moyenne, une intensification des échanges thermiques par rapport à une configuration lisse de l'ordre de 2 à 3 peut être attendue. Ces perturbateurs peuvent être de répartis sur une ou deux faces, et le nombre de configurations étudiées dans la littérature est considérable. L'air circulant dans le circuit est évacué pour partie en tête d'aubage, mais également pour partie au travers de trous percés sur l'extrados et l'intrados et permettant de créer un film de refroidissement qui va protéger la paroi du métal de l'écoulement chaud. Cette technique, dite de 'film cooling', permet d'abaisser considérablement la température de peau du métal. Le deuxième circuit présenté sur la figure 1.3 est également divisé en deux parties, destinées à refroidir respectivement la partie centrale et la région de bord de fuite de l'aubage. Pour ce qui concerne la partie centrale de l'aubage, le refroidissement est opéré ici au travers de trois branches sucsessives munis de pertubateurs, dans un circuit dit en serpentin. Le refroidissement de la région de bord de fuite, compte-tenu de sa faible épaisseur, est obtenu par l'utilisation de pontets reliant intrados et extrados. Ces pontets sont une autre forme de perturbateurs. L'air est éjecté en tête d'aubage, mais également, pour la cavité de bord de fuite, par un système de fentes. Cet air frais est destiné à créer un film protecteur dans cette région soumise à de fortes contraintes thermomécaniques.

Cet exemple illustre les solutions classiquement utilisées dans les turbomachines actuelles. Toutefois, la déclinaison sur chaque aubage des différentes solutions possibles est le résultat d'un processus complexe, et d'un savoir-faire industriel. A titre d'exemple, l'espacement, la forme, et l'orientation des perturbateurs sont autant d'éléments qui vont varier selon les motoristes. Le refroidissement s'opère donc principalement suivant un des quatre modes suivants : notamment du développement des techniques de fabrication additive, les géométries réalisables ont en effet cru en complexité, et permettent d'envisager de nouvelles architectures.

[START_REF] Bunker | Evolution of Turbine Cooling[END_REF] 

fait ainsi référence à la part croissante des techniques de micro-cooling, où les circuits de refroidissement sont déportés au plus près de la sollicitation thermique, afin d'assurer un refroidissement de

3 Modèles explicites algébriques : le modèle VALM . . . . . . . . . . . . 95

  Ces dernières années ont vu le développement notable des approches hybrides, qui combinent à une résolution de la zone proche paroi en RANS la résolution des grandes échelles de la turbulence dans des zones spécifiées par l'utilisateur ou détectées de manière automatique. Il est impossible d'être exhaustif sur le sujet, mais l'on peut citer le développement des approches DES (Delayed Eddy Simulation, P.[START_REF] Spalart | Comments on the feasibility of LES for wings, and on a hybrid RANS/LES approach[END_REF], puis DDES (Delayed Detached Eddy Simulation, P.[START_REF] Spalart | A New Version of Detached-eddy Simulation, Resistant to Ambiguous Grid Densities[END_REF], ou encore ZDES(Zonal Detached Eddy Simulation, Deck, 2011), ou encore SBES (Stress-Blended Eddy Simulation, F.[START_REF] Menter | Stress-blended eddy simulation (SBES)-A new paradigm in hybrid RANS-LES modeling[END_REF]. La principale raison du développement de ces méthodes réside dans la volonté de simuler au mieux et à un coût acceptable la région de proche paroi. En parallèle de ces approches, l'utilisation de la méthode LBM (Lattice Boltzmann Method) se développe notablement dans le monde aéronautique, après celui de l'automobile. Cette méthode offre notamment l'avantage d'une phase de maillage grandement facilitée, et a fait l'objet de travaux récents sur l'extension aux problèmes thermiques et compressibles. Là encore l'usage courant de la méthode est instationnaire, même si rien n'interdit un traitement en RANS, et le traitement de la paroi est un large champ de recherches.Pour les écoulements internes rencontrés dans les turbomachines, les ordres de grandeurs pour le nombre de Reynolds se situent plutôt autour 10 4 à 10 5 , ce qui rend l'objectif d'une simulation instationnaire plus réaliste à moyen terme, comme le note Tucker (2011).Au regard de ces différents éléments, j'ai la conviction que, notamment vis à vis d'une utilisation en bureaux d'études, les méthodes RANS resteront un outil indispensable à court ou moyen terme. Ceci n'exclut absolument pas l'utilisation de méthodes instationnaires, à des fins de prévision ou d'analyse. Elles s'avèrent particulièrement intéressantes notamment dans la description des zones décollées P. Spalart, 2000. Ce constat apparaît d'autant plus valide dans un contexte où le nombre de calculs à réaliser est important, comme pour les problèmes d'optimisation. En revanche, l'état de l'art industriel reste basé sur les modèles à deux équations, ce qui sur nombre de configurations conduit à des écarts sur les flux de chaleur pouvant s'écarter de 100% par rapport aux mesures. Le statu quo n'est donc pas acceptable, et comme le note[START_REF] Slotnick | CFD Vision 2030 Study: A Path to Revolutionary Computational Aerosciences[END_REF], la voie la plus pertinente consiste à évaluer la possibilité d'utiliser des modèles RANS avancés. Ainsi, la stratégie proposée par la NASA est d'évaluer à moyen terme (4 à 5 ans) l'intérêt des modèles de type DRSM (Differential Reynolds Stress Models), réputés pouvoir fournir des résultats de meilleure qualité. Notre stratégie, lors de ces dernières années, a été analogue. Elle sera détaillée dans le chapitre suivant, au travers des différents travaux que j'ai réalisés ou encadrés.

	Chapitre 2
	Contribution au développement de modèles de
	turbulence avancés

Dans cette région,

[START_REF] Chapman | Computational Aerodynamics Development and Outlook[END_REF] 

fut le premier à estimer le nombre de mailles nécessaire à une capture correcte des structures de proches paroi, soit avec une approche de type LES modélisée à la paroi (avec donc une loi de paroi), soit avec une approche résolue à la paroi. Dans le premier cas, son estimation conduisait à un nombre de mailles proportionnel à Re 2{5 , dans le second cas la résolution de la zone de proche paroi nécessitait N " Re 9{5 cellules.

[START_REF] Choi | Grid-point requirements for large eddy simulation: Chapman's estimates revisited[END_REF] 

ont revu ces estimations en utilisant des corrélations de couche limite évaluant le frottement de manière plus précise. Cette actualisation conduit pour une LES avec loi de paroi à un nombre de cellules proportionnel à Re, et pour une LES résolue à Re 13{7 . Pour une DNS, les mêmes estimations conduisent à un nombre d'éléments en Re 37{14 . Il convient toutefois de noter que ces estimations sont données pour une couche limite de plaque plane, avec une application visée de type profil d'aile. Ainsi le nombre de Reynolds considéré s'écrit Re Lx " U L x {ν, où L représente la longueur de la plaque ou du profil d'aile, et les nombres de Reynolds visés sont de l'ordre de 10 6 à 10 7 . En comparant cela aux performances des meilleurs supercalculateurs actuels (Tianhe-2, puissance théorique de pic 54,9 pFlops, 3 120 000 coeurs ), et à leur évolution, le rapport CFD2030 de la NASA

[START_REF] Slotnick | CFD Vision 2030 Study: A Path to Revolutionary Computational Aerosciences[END_REF] 

estime qu'un profil pourrait être calculé sur les meilleures machines actuelles avec un temps de retour de 24h en LES loi de paroi, et qu'une LES résolue pourrait être envisagée pour 2030. Il convient toutefois de noter que les puissances de calcul prises en compte excédent de loin les puissances accessibles quotidiennement par les bureaux d'étude industriels.

La taille des mailles en LES résolue conduit en outre, dans le cas d'une méthode d'intégration en temps explicite, à une contrainte en pas de temps pénalisante du fait du critère CFL. Ce critère est essentiellement piloté par la valeur de y `pour la première cellule. Les tailles longitudinales et latérales des cellules correspondent elles à la nécessité de capturer les structures turbulentes de proche paroi (streaks). Ainsi, pour une LES résolue, les mailles sont le plus souvent positionnées dans la plage suivante ( avec x direction de l'écoulement, y direction normale à la paroi et z direction transverse) 50 ď ∆x `ď 150, ∆y ẁall ă 1, 15 ď ∆z `ď 40
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  ceci sous réserve que la période de temps considérée soit suffisamment longue au regard des échelles de temps caractéristiques du mouvement turbulent. Chaque quantité f peut alors se décomposer en une valeur moyenne (d'ensemble ou donc de temps) et une fluctuation f 1 selon Un écoulement compressible est caractérisé par une masse volumique ρ variable, et par d'éventuels phénomènes de transferts de chaleur. Les équations de mouvement et d'énergie étant couplées par cette masse volumique, le processus de moyenne est plus complexe. Toutefois, la moyenne de Favre peut alors être utilisée en lieu et place de la moyenne de Reynolds. Cette moyenne se base sur la quantité de mouvement et non la vitesse. Pour une quantité f, la moyenne de masse ou moyenne de Favre s'écrit :

	r f "	xρf y xρy	(2.14)
	et f peut se décomposer entre sa moyenne de Favre et une fluctuation f 2	
	f " r f `f 2	(2.15)
	En utilisant la définition donnée ci-dessus, il vient alors :	
	xρf 2 y " 0	(2.16)
	xf 2 y "	´xρ 1 f 1 y xρy	(2.17)
	´xρu 2 b u 2 y	(2.19)
	Pour le flux de chaleur turbulent, on obtient de la même façon le terme supplémentaire	
	xρu 2 H 2 y	(2.20)
	f " xf y `f 1	(2.12)
	Le processus de moyennage permet d'écrire		
	xf 1 y " 0	(2.13)

2.10)

Le terme réalisation peut être vu par exemple comme le signal obtenu sur un capteur à un instant donné. La turbulence est souvent décrite comme la réponse non-linéaire d'un système à des conditions d'entrée qui varient. Si l'on considère alors la réponse du système en un point donné, et à un instant donné, alors elle peut varier grandement pour une petite modification de la condition d'entrée. Le plus souvent, la turbulence va être assimilée à un processus ergodique, ce qui permet d'assimiler la moyenne d'ensemble à une moyenne temporelle,

xf ptqy " lim T Ñ8 ˆ1 2T ż T ´T f pt `τ q dτ ˙(2.

11) En utilisant la moyenne d'ensemble pour la pression et la masse volumique, et la moyenne de Favre pour les quantités dynamiques et énergétique, les équations de Navier-Stokes moyennées peuvent s'écrire : Bxρy Bt `div pxρyr uq " 0 Bxρyr u Bt `div pxρyr u b r uq " ´grad xpy `div xτ y `ρg `div p´xρu 2 b u 2 yq (2.18) Bxρy r E Bt `div pxρyr u r Hq " div p " xτ y ¨r u `λgrad xT y ‰ q `xρyg ¨r u ´div pxρu 2 b u 2 y ¨r u `xρu 2 H 2 yq ´div pxρu 2 b u 2 ¨u2 y `xτ ¨u2 yq

Le processus de moyennage est à l'origine de termes inconnus dus à la non-linéarité des équations de transport. Ces termes inconnus correspondent pour le flux de quantité de mouvement aux tensions de Reynolds.

  Ce problème est connu comme celui de la fermeture turbulente. Des relations complémentaires, qu'elles soient algébriques ou différentielles doivent donc être fournies. Deux formes principales de fermeture sont utilisées en pratique. La première s'appuie sur le concept de viscosité/diffusivité turbulente (en anglais EVM pour Eddy Viscosity (Diffusivity) Model), souvent qualifié de modèle au premier ordre. Le second type de fermeture s'appuie sur une modélisation directe (par équations de transport) des tensions de Reynolds. Ce sont les modèles DRSM (pour Differential Reynolds Stress Models), souvent qualifiés de modèle au second ordre. Pour les modèles au premier ordre, les flux turbulents de quantité de mouvement et de chaleur dépendent directement de l'écoulement moyen, tandis que les modèles au second ordre résolvent une équation de transport pour chaque tension de Reynolds. Une approche intermédiaire est possible. Elle part des équations de transport du modèle DRSM, et sous réserve de certaines hypothèses simplificatrices, dérive des relations algébriques qui permettent d'évaluer les tensions de Reynolds avec plus de généralité que pour un modèle EVM. Ce sont les modèles ASM (pour Algebraic Stress Models).

  Le terme supplémentaire ´2 3 grad k peut être combiné avec le gradient de pression. De cette façon les équations de Navier-Stokes moyennées retrouvent une forme analogue aux équations de Navier-Stokes de départ, la viscosité cinématique étant remplacée par une viscosité globale cumulant une contribution laminaire et une contribution turbulente.

		Classification des modèles à viscosité	
		turbulente isotrope	
	1 équation de La viscosité turbulente a la dimension d'une viscosité et représente donc dimensionnellement le 2 équations de 0 équation de 4 équations de transport transport transport transport
	produit d'une vitesse par une longueur.		
	Longueur de mélange	rν t s " rUs rLs Base k : Wolfshtein,	Base k + l : Smith, ONERA	Base k + e + (2.25) v 2 + f : v2-f
	Reynolds Dans la théorie cinétique des gaz il convient de noter que la viscosité est proportionnelle au produit Base k + e : Norris-Durbin
	du libre parcours moyen par la vitesse moyenne des molécules. Pour ce qui est du transfert de chaleur, les mêmes principes s'appliquent pour le flux de chaleur turbulent, qui peut être relié au gradient moyen de température au travers d'une conductivité turbulente, ce qui étend la loi de Jones Base k + e + Base n t : Launder, k-e v 2 /k + a : f-a Spalart-Allmaras Realizable Laurence, Shih, k-e RNG Hanjalic, Fourier Billard
			Base k + w :	
		xρu 2 H 2 y " ´λt grad T	Wilcox	(2.26)
	Ce modèle, pendant thermique de la relation de Boussinesq, constitue un modèle dit en gradient Base k +
	simple (en anglais GDH pour Gradient Diffusion Hypothesis). La conductivité turbulente et la hybride
	viscosité turbulente sont reliées par la relation :	(bicouche w ou e) : Menter	
	turbulent. Dans une couche limite turbulente ce nombre de Prandtl turbulent varie, mais une cadre, le modèle proposé s'écrit : où C p représente la chaleur massique à pression constante, et P r t est un nombre de Prandtl Dans ce λ t " P r t (2.27) ρν t C p BSL/SST
	´xu 1 v 1 y " ν t valeur constante, comprise entre 0,85 et 0,9 est communément admise. Pour les couches de mélange Bu By (2.21) turbulentes (couches de mélange, jets, sillages), une valeur entre 0,5 et 0,7 est plus adaptée.
	Par analogie avec la théorie cinétique des gaz, ce modèle suppose donc une proportionnalité entre L'évaluation des tensions de Reynolds tout comme des flux de chaleur turbulents repose donc sur
	les efforts visqueux et le taux local de déformation. Le coefficient de proportionnalité ν t constitue une estimation des échelles turbulentes de vitesse et de longueur, à partir de l'écoulement moyen ou
	le pendant de la viscosité cinématique, et fut à ce titre baptisé viscosité turbulente (en anglais d'équations supplémentaires. La figure 2.1 tente de présenter un résumé des principales approches
	turbulent ou eddy viscosity). Il convient de noter que cette viscosité turbulente représente une pour évaluer cette viscosité turbulente. Ces approches se différencient par le nombre croissant
	propriété de l'écoulement et non une propriété physique du fluide. Ainsi, même si ce coefficient fut d'équations de transport, des modèles de longueur de mélange n'utilisant que les informations
	à l'origine considéré comme constant par Boussinesq, il dépend en réalité de l'écoulement, et son liées à l'écoulement principal, à des modèles plus récents comme ceux fondés sur la relaxation ou
	évaluation repose sur des relations complémentaires. pondération elliptique sur lesquels nous reviendrons plus loin. Les différentes échelles proposées
	Pour être tensoriellement correcte, la relation ci-dessus a plus tard été étendue pour relier la partie sont liées entre elles. Nous rappelons que :
	déviatrice du tenseur de Reynolds au taux de déformation local selon : ´xu 1 b u 1 y `2 3 kI " 2ν t s ´xu 1 i u 1 j y kδ ij " 2ν t s ij " ν x Bu 1 i Bx j Bu 1 i y Bx j `2 3 représente le taux de dissipation de l'énergie cinétique de turbulence k, et que ω correspond à la (2.22) (2.28)
	où k représente l'énergie cinétique de turbulence , soit la moitié de la trace du tenseur de Reynolds. dissipation spécifique, c'est à dire au taux de dissipation rapporté à la valeur locale de l'énergie
	cinétique de turbulence, soit	k " ω 9 1 2 xu 1 i u 1 i y k		(2.23) (2.29)
	Cette relation permet alors d'exprimer le flux de quantité de mouvement dans les équations de Les modèles à 4 équations basés sur la technique de relaxation ou pondération elliptique pour
	Navier-Stokes moyennées comme modéliser les effets de paroi, sont amenés à distinguer la composante v 12 normale à la paroi (ou de
	manière plus générale à la ligne de courant), ou le rapport v 12 {k pour les versions les plus récentes
	div `´xu 1 b u 1 y ˘" div de ce type de modèle. L'ensemble des échelles caractéristiques utilisées est complétée par f, qui " ν t ´grad u `tgrad u ¯ı ´2 3 grad k (2.24)

2.1.4.1 L'hypothèse de Boussinesq

La relation de fermeture la plus répandue a été proposée par Boussinesq, 1877. A l'origine elle a été pensée pour un écoulement cisaillé, où seul le cisaillement turbulent est à modéliser.

2.1.4.2 Influence de la variable transportée

  

	Tableau 2.1 -Principales possibilités pour la seconde variable transportée et relations associées
		φ	Dimensions	ν t «
		ε	rL 2 {T 3 s	k 2 {ε
	ω " ε{k	rT ´1s		k{ω
	τ " k{ε		rT s		kτ
	L " k 3{2 {ε		rLs		k 1{2 L
	kL " k 5{2 {ε	rLs 3 {rT s 2	kL{k 1{2
		ν t	rLs 2 {rT s ´1	ν t
	φ " Dif f φ "	B Bx l	"ˆν	`νt σ φ	˙Bφ Bx l		(2.32)
	L'écriture du terme de diffusion obtenu à partir de 2.31 fait en effet apparaître des termes supplé-
	mentaires, qui représentent des produits scalaires de gradients de quantités turbulentes. C'est ce
	type de termes qui apparaît dans le modèle k ´w SST de Menter lors de l'hybridation du modèle
	entre un modèle k ´ω près de la paroi et un modèle k ´ε dans la partie supérieure de la couche
	limite. Le choix de la seconde variable transportée n'est donc pas en pratique anodin. Le tableau
	2.1 résume les principales variantes de modèles rencontrées dans la littérature.
	S'il n'existe pas de choix universel de la seconde variable transportée, les différents modèles ont
	fait l'objet d'une littérature abondante qui a permis d'identifier les principales qualités et défauts
	de chacun des modèles, que nous résumons rapidement ici. Pour les modèles k ´ε, leur mauvais
	comportement en présence d'un gradient de pression adverse est bien identifié. Rodi et Scheurer
	(Rodi et Scheuerer, 1986) ont par exemple montré que ces modèles restituaient par construction
	des frottements surévalués dans des couches limites avec gradient de pression adverse, et que des
	termes correctifs s'avéraient nécessaires. Thangam et Speziale (Thangam et Speziale, 1992) ont
	également montré que, pour une marche descendante, le modèle dans sa version classique conduisait
	à une viscosité turbulente surestimée et par voie de conséquence à une sous-estimation de la
	longueur de recollement. Catris et Aupoix					
	D'un point de vue industriel, l'état de l'art correspond le plus souvent à l'utilisation des modèles de
	Spalart-Allmaras, ou du modèle k-ω SST de Menter. A l'exception du modèle de Spalart-Allmaras,
	les modèles les plus utilisés transportent l'énergie cinétique de turbulence et au moins une autre
	variable turbulente. Pour ce qui concerne le choix de la seconde variable transportée, les modèles
	sont dans le principe équivalents entre eux. En effet, une variable φ peut se définir à partir de k
	et ε sous la forme :						
		φ " k m ε n			(2.30)
	L'équation de transport pour la variable φ peut donc être obtenue à partir de celles de k et ε en
	écrivant :						
	Dφ Dt	" mε n k m´1 Dk Dt	`nε n´1 k m Dε Dt	(2.31)
	Cette équivalence des modèles trouve toutefois ses limites dans l'écriture du terme de diffusion, le
	plus souvent modélisé selon une loi de gradient simple, soit

  ´L au modèle k ´ω SST en tant que modèle de référence de type EVM.

	Ceci permet également une combinaison
	simple avec une loi de paroi. Ces deux qualités expliquent que ce fut dans les années 1990 le
	modèle privilégié des codes MSD et CEDRE développés à l'ONERA, dans sa version dite Dutoya
	puis Bertier-Dutoya. En revanche, son comportement dans des couches limites anisothermes est
	peu convaincant.
	A titre personnel, je suis intervenu à l'ONERA dans le développement et l'utilisation de ces dif-
	férents modèles, et ai pu confirmer la plupart de ces observations. Toutefois, je reste réservé sur
	certains points. Le premier de ces points est la supériorité en termes de robustesse des modèles
	k ´ω par rapport aux modèles k ´ε. Je n'ai pas observé de ce point de vue de différence notable.
	En revanche, pour des écoulements internes, l'argument en faveur des modèles k ´ε de la sensibilité
	aux conditions extérieures turbulentes ne me paraît pas non plus décisif.
	Pour des écoulements de refroidissement, fortement dominés par les phénomènes pariétaux, les
	deux critères majeurs me paraissent devoir être un comportement robuste de paroi, une capacité
	satisfaisante à reproduire les évolutions de grandeurs pariétales dans des écoulement simples mais
	représentatifs, et une sensibilité adéquate à des gradients de température élevés. C'est ce dernier
	point, où le modèle k ´L présente des faiblesses, qui m'a conduit à basculer progressivement de
	l'usage du modèle k Cette bascule s'est opérée à partir de 2005, et l'essentiel de mes travaux de 1995 à 2000, ont
	notamment visé à améliorer le comportement du modèle k ´l alors disponible dans les codes
	MSD puis CEDRE de l'ONERA. Ce modèle était notamment utilisé par les industriels du secteur
	aéronautique, et son développement soutenu au travers de différents programmes.

2.2.1 Développement du modèle k ´L RNG

  ´ε RNG, en en dérivant une version sous la forme d'une variante du modèle k ´L de MSD. Mon travail de jeune ingénieur a consisté au développement de ce modèle. Dans un premier temps, les éléments essentiels du modèle k ´L de MSD seront rappelés. Les différentes formulations du modèle k ´ε RNG seront ensuite brièvement exposées. Enfin, sur cette base, la dérivation du modèle k ´L RNG sera explicitée, et quelques éléments de validations présentés.

	Cette partie comprend deux volets principaux, destinés à illustrer mon travail de recherches sur
	l'amélioration des modèles à viscosité isotrope. La première partie porte sur le développement
	d'un modèle k ´L possédant une dépendance locale aux caractéristiques de l'écoulement. C'est le
	modèle k ´L RN G que j'ai développé et validé dans le cadre des codes MSD puis CEDRE.
	La deuxième partie possède comme caractéristique l'utilisation des techniques de relaxation et
	pondération elliptique pour décrire de la manière la plus universelle possible le comportement de
	la turbulence en proche paroi. Cette approche sera brièvement décrite dans la deuxième partie et a
	également constitué le fil conducteur d'une partie de mes recherches plus récentes sur les modèles
	explicites algébriques, et DRSM.
	Une de mes premières activités à l'ONERA, effectuée dans le cadre d'un programme de recherches
	concertées entre l'ONERA, SAFRAN, le VKI et le LET a consisté en l'amélioration des modèles à
	viscosité isotrope de CEDRE. A la demande de SAFRAN, nous nous sommes à l'époque intéressés
	au modèle k

2.2.1.1 Quelques rappels sur le modèle k ´L ONERA

  

	Les détails relatifs à la dérivation du modèle k ´L ONERA sont donnés en annexe A. Nous nous
	bornerons ici à en faire ressortir les éléments indispensables à la compréhension de la dérivation
	d'une variante RNG.							
	2.2.1.1.1 Modèle haut-Reynolds La variable L est supposée proportionnelle à la taille des
	grosses structures turbulentes. D'après la théorie de Kolmogorov, cette taille est directement liée
	au taux de dissipation par la relation :						
			L " c		k	3 2	,	(2.33)
	d'où la fréquence de dissipation turbulente					
	ω " ω tur " c	? L k			si	r t " 1 ,	(2.34)
	et la viscosité tourbillonnaire							
	µ t " c µ ρ	k 2	" c ν ρ	?	k L	si	r t " 1 .	(2.35)
	On montre en outre que les différentes constantes sont reliées entre elles par :
			3						1
	c " c µ 4	et			c ν " c µ 4	.	(2.36)
	La relation 2.33 définit un changement de variables (k, ) Ñ (k,L) qui conduit à une version du
	modèle k-L en partant du modèle k-standard (haut Reynolds). Comme déjà mentionné, les deux
	systèmes peuvent être considérés comme strictement équivalents.

2.2.1.2 Eléments principaux relatifs au modèle k ´ε RNG

  

	Modèle k ´ε de Jones-Launder
	Le modèle RNG, fut originellement proposé par Yakhot et Orszag (1986), et a depuis fait l'ob-
	jet de modifications (Smith et Reynolds, 1992,Yakhot et al., 1992,Yakhot et Smith, 1992 C µ " 0, 09, C ε1 " 1, 44, (2.53) C ε2 " 1, 92 L'élaboration de ce modèle passe par une technique dite de renormalisation, applicable à des sys-tèmes dont les propriétés sont invariantes par changement d'échelle. Cette démarche est analogue σ k " 1, σ " 1, 3 (2.54)
	à l'établissement de la statistique de Boltzmann, qui permet d'établir une densité de probabilité (2.55)
	pour la vitesse à partir de l'étude d'une particule. L'obtention des équations de Navier-Stokes à partir de cette statistique en est un autre exemple. Le groupe de renormalisation permet d'établir Modèle k ´ε RNG originel (1986)
	les propriétés à grande échelle d'un système, en partant de ses propriétés à petite échelle. Le cadre
	naturel de ce groupe de renormalisation appliqué à la turbulence est la turbulence homogène iso-C µ " 0, 085, C ε1 " 1, 063 C ε2 " 1, 72 (2.56) trope. Il existe une plage appelée plage inertielle qui possède un caractère universel. Le spectre d'énergie y suit la loi de Kolmogorov. Cette plage correspond à la cascade d'énergie qui transite σ k " 0, 7179, σ " 0, 7179 (2.57)
	des grosses structures vers les petites structures où s'opère la dissipation en chaleur. L'injection (2.58)
	d'énergie se fait dans les gros tourbillons, puis transite dans des structures de taille plus réduite de façon asymptotique. Yakhot et Orszag (1986) utilisent en outre un principe de correspondance : Modèle k ´ε RNG actuel (1992)
	ils supposent que l'effet des grosses structures et des conditions aux limites peut être modélisé par un terme de forçage aléatoire et dont la forme doit être compatible avec l'existence du spectre de Kolmogorov. Ces équations de Navier-Stokes avec terme de forçage et écrites dans l'espace spectral C µ " 0, 085, C ε1 " 1, 42 1 ´η ´1 ´η η 0 `β3 , C ε2 " 1, 68 (2.59)
	sont alors renormalisées : les grands nombres d'onde (i.e. les petites échelles) sont successivement σ k " 0, 7179, σ " 0, 7179 (2.60)
	éliminés. Ceci se traduit par des équations analogues aux précédentes, avec des coefficients légè-η " Sk , η 0 " 4, 38, β " 0, 015 (2.61)
	rement modifiés (dont la viscosité), traduisant les effets non-linéaires des petites échelles sur les
	grandes. Le processus est alors répété jusqu'à l'obtention d'un point fixe. La dépendance en Sk{ε assure une adaptation du calcul à la structure locale de l'écoulement. Ce
	Si l'on se contente d'éliminer les petites échelles, on obtient un modèle de sous-maille. Une démarche identique peut être appliquée sur les equations de transport de k et ε, et permet d'obtenir un modèle rapport tend vers η 0 pour une turbulence homogène cisaillée et représente le rapport du temps 1`βη η ´1´η η 0 caractéristique des grosses structures turbulentes à celui du cisaillement. Le terme correctif 3
	k-ε haut-Reynolds. L'avantage de cette démarche est le calcul algébrique des constantes du modèle, est négligeable pour des cisaillements faibles, mais pas pour des écoulements soumis à de fortes
	se distinguant de l'empirisme prévalant jusqu'alors. En outre, ce modèle s'affranchit (en principe) déformations. La forme de ce terme assure que le point fixe η 0 n'est pas modifié. La valeur de β
	des fonctions correctrices de paroi, par le biais d'un modèle différentiel bas Reynolds reliant la est définie de façon a obtenir une valeur correcte de la constante de Von Karman dans la zone
	viscosité à k et ε. Le principe de renormalisation s'applique également à toute equation sur un logarithmique de la couche limite. En effet la constante de Von Karman est reliée aux constantes
	scalaire passif comme la température. Un nombre de Prandtl turbulent égal a 0.7179 est ainsi C ε1 et C ε2 par :
	calculé (valeur proche de la valeur du Prandtl laminaire pour l'air).
	Dans sa version haut-Reynolds, le modèle RNG a une forme proche d'un modèle k ´ε usuel, dont
	il se distingue seulement par des valeurs différentes de C ε1 , C ε2 , et C µ . La version la plus récente
	du modèle tient en particulier compte du rapport des temps caractéristiques des déformations
	.51) au sein de l'écoulement et des grosses structures tourbillonnaires, à travers le rapport Sk{ε (où
	S 2 " 2S ij S ij , et k énergie cinétique de turbulence).
	On voit en particulier que, si L Ñ 0 (près d'une paroi par exemple), et en tenant compte du terme de diffusion turbulente de L, on a la solution asymptotique L Ñ κ y. Pour un modèle k ´ε, l'équation de dissipation s'écrit ainsi :
	Cette version haut-Reynolds peut être étendue aux parois. Les détails sont donnés en annexe mais ne sont pas indispensables à la compréhension de la dérivation du modèle. Celui-ci est basé Dε Dt " C ε1 P k ε k ´Cε2 "ˆν ˙Bε  ε 2 k `B Bx l `νt σ ε Bx l (2.52)
	essentiellement sur le lien direct démontré ci-dessus entre les constantes du modèles k ´L et celles Selon le modèle considéré, les constantes prennent les formes suivantes,
	du modèle k ´ε.

2.2.1.5 Validation du modèle k ´L RNG bas-Reynolds 2.2.1.5.1 Cas de la marche de Vogel et Eaton Ce cas de marche descendante

  ´f pr t qq α k´L ON ERA `f pr t qα k´L RN G Le modèle RNG donne un champ en remarquable accord avec l'expérience, puisque le recollement s'effectue entre 6,5 et 6,7 H. Les résultats obtenus sur les profils de vitesse sont qualitativement similaires entre les deux maillages et ne seront pas ici détaillés.

		(2.64)
	avec,	
	f pR t q " tanhpr t {50q 6	(2.65)
	Le raccordement s'opère donc entre r t " 30 et r t " 60, soit en termes de y `entre 75 et 150 (on a en
	effet r t " κy `, dans la zone logarithmique). A perte de charge donnée, la fonction de raccordement
	a été réglée de façon à assurer à la fois une égalité de débit entre un calcul à maillage fin et un
	maillage grossier (débit en accord avec la corrélation de Prandtl-Nikuradze), ainsi qu'à garantir
	une pente et une constante correcte de la loi logarithmique. Les profils de grandeurs adimensionnés
	d'énergie cinétique de turbulence, de dissipation, et de vitesse débitante sont en bon accord avec
	les mesures de Laufer (1954), et les valeurs proposées par Rodi. Quelques éléments de validation
	du modèle sont donnés ci-après.	
		a été étudié
	dans Vogel, 1984. Ce cas test constitue un des cas les plus fréquemment cités pour démontrer
	l'intérêt du modèle k ´ε RNG. Un des défauts connus des modèles k ´ε est en effet une réponse
	inadaptée aux gradients de pression adverses, qui se traduit par un niveau de turbulence trop élevé.
	Sur le type d'élargissement étudié ici, ils se traduisent donc par une sous-estimation de la longueur
	de recollement. La marche étudiée a une hauteur H de 38 mm, le canal un diamètre hydraulique
	de 19 cm, et l'écoulement peut être considéré comme bidimensionnel. Le nombre de Reynolds basé
	sur la hauteur de la marche est 28000, ce qui correspond à U 0 " 11, 3m{s.	
	Deux maillages ont été réalisés. Le premier maillage est grossier (y `ă 25), le second comprend un
	raffinement à la paroi garantissant un calcul bas Reynolds (y `ă 1). Les résultats étant proches,
	seul celui sur maillage grossier est ici présenté. L'allure de l'écoulement et le profil d'énergie ciné-
	tique de turbulence données par le modèle k ´L RN G sont tracés sur la figure 2.3 . Le modèle
	RNG se traduit par rapport à un modèle k ´L ou k ´ε standard par un abaissement du niveau
	de turbulence. Le rapport P {ε est en effet supérieur à l'unité dans la couche de mélange située au
	dessus de la zone de recirculation. Le terme correctif agit alors dans le sens d'une augmentation
	de la dissipation d'énergie cinétique de turbulence (voir 2.2). L'écoulement calculé est donc moins
	turbulent et le recollement se fera plus loin en aval de la marche comme le montre la figure 2.4 .
	Le modèle k-l standard donnait 5,7H, au lieu des 6,6H attendus.	

2.2.1.5.2 Evaluation sur une base de données large Si

  le modèle k ´ε RN G ou, dans sa version ONERA, k ´L RN G, montre un comportement intéressant sur le cas de la marche descendante et a été calibré pour fonctionner correctement sur un certain nombre d'écoulements simples, se pose la question de savoir s'il apporte une amélioration sur une base de cas plus large et générale. Cette question s'est d'autant plus posée à la fin des années 90 et au début des années 2000, car ce modèle a alors fait l'objet d'une communication favorable du fait de sa disponibilité dans le code Fluent. Avec un recul de 15 à 20 ans, le fait que ce modèle ne soit plus guère privilégié par les utilisateurs du code Fluent (par comparaison le modèle k ´ε Realizable a un usage plus répandu), est en soit un élément de réponse. Les travaux que j'ai conduits à la fin des années 1990 sur l'évaluation du modèle k ´L RN G développé auparavant ont confirmé ces résultats. L'objet de ce document n'est pas de détailler l'ensemble des cas tests conduits. Nous citerons toutefois les cas suivants :-canal perturbateurs VKI, Rau, Çakan, Moeller et[START_REF] Rau | The Effect of Periodic Ribs on the Local Aerodynamic and Heat Transfer Performance of a Straight Cooling Channel[END_REF] -canal avec retournementde Monson, Monson, Seegmiller et McConnaughey (1990),

	Luo et Lakshminarayana, 1997							
	-Cavité rotor/stator fermée de Itoh, Itoh, Yamada, Imao et Gonda (1992)	
	-Cavité rotor/stator avec débit de ventilation Owen, Chen, Gan et Owen (1996)	
	De l'ensemble de ces cas tests, il ressort les conclusions suivantes. Figure 2.5 -Géometrie du canal de Monson et Seegmiller	
	1. Le modèle RNG n'améliore pas sur une base large de cas la prévision des frottements et flux
	de chaleur							
	2. L'utilisation du modèle se traduit par une diminution des niveaux de turbulence dans les P θθ `Prr " ´2xu 1 r u 1 θ y ˆBU θ Br ´Uθ r ˙`2 `xu 12 r y ´xu 12 ˘ˆ1 ˙(2.67) BU θ θ y r Bθ zones fortement cisaillées, et par une augmentation de ce niveau dans les zones où le niveau de production de turbulence est faible P rθ " ´xu 12 r y BU θ Br `xu 12 θ y U θ r (2.68)
	3. Le modèle reste un modèle à viscosité isotrope et souffre donc des défauts inhérents à ce type
	La production d'énergie cinétique de turbulence est donc directement liée au signe de la d'hypothèse. Le cas du canal avec retournement (Figure 2.6) est à ce titre exemplaire avec une paroi concave (stabilisante) et une paroi convexe (déstabilisante) qui se comportent de manière opposée avec la turbulence. Un modèle à viscosité isotrope, produit pour sa part de différence `xu 12 r y ´xu 12 θ y ˘à l'entrée du coude, ainsi qu'au signe de BU θ Bθ . La tension principale à l'entrée du coude étant xu 12 θ y, le terme de production sera de signe opposé à BU θ Bθ , ce qui
	la turbulence dans les zones cisaillées, qu'elle que soit la courbure. Un des arguments pour conduit bien à un terme déstabilisant côté convexe (gradient positif) et à un terme stabilisant
	justifier l'usage du modèle k ´ε RN G était de prévoir un décollement observé en sortie côté concave(gradient négatif).
	de coude. Toutefois, une analyse plus avancée de cet argument montre que cette réduction Ce comportement se retrouve sur la figure 2.6. L'utilisation d'un modèle à viscosité isotrope
	de turbulence s'opère pour de mauvaises raisons. Schématiquement dans une zone pariétale se traduit par une création de turbulence que la courbure soit convexe ou concave, alors que
	fortement cisaillée, le modèle se traduit comme déjà vu par des niveaux turbulents diminués, le comportement attendu est respecté avec un modèle DRSM. Cet exemple traduit le fait
	que la courbure soit concave ou convexe. que le modèle k ´ε RN G ne peut par essence retranscrire certains effets, et son utilisation
	Dans ce type d'écoulement, le comportement des modèles peut être expliqué en analysant les ne s'est en conséquence guère répandu.
	termes de production de la turbulence dans un repère en coordonnées polaires pr, θq liées au
	retournement. Pour un modèle à viscosité isotrope, le terme de production d'énergie cinétique
	de turbulence s'écrit en effet :							
	P k " ν t	ˆBU θ Br	´Uθ r	˙2 `4ν t	ˆ1 r	BU θ Bθ	˙2	(2.66)
	Dans le cas d'un modèle à tensions de Reynolds, ce même terme, ainsi que la génération du
	cisaillement s'écrivent en revanche							

  avec les données des DNS de Kim et al. R e h " 395 La figure 2.7 présente les résultats obtenus respectivement pour la DNS, le modèle k ´ω SST de Menter et la modèle ϕ ´α implanté dans CEDRE. Les profils obtenus reproduisent de manière correcte les résultats de DNS. De plus, on voit que le modèle à pondération elliptique est plus performant que le modèle SST. En ce qui concerne le profil de vitesse u (Figure 2.7a), il est légèrement sous estimé dans la zone tampon mais reste conforme aux résultats de 2004 de Laurence. Le modèle ϕ ´α a tendance à surestimer le niveau d'énergie cinétique k

	2.2.2.4.2 (Figure

  Une équation de transport est ainsi proposée pour C as , sur la base d'un modèle DRSM. Lardeau propose une démarche analogue. Il propose ainsi de réinterpréter la paramètre ϕ de l'équation simplement une tension de Reynolds adimensionnée, mais plutôt comme ce paramètre de désalignement entre tensions de Reynolds et tenseur de déformation. Plus récemment, Biswas[START_REF] Biswas | Development of an elliptic blending k ´ω model[END_REF] s'est inspiré des travaux de Revell et Lardeau pour proposer un lag model sur une base k ´ω.

	C as "	´aij S ij }S}	(2.84)
	ν t " C µ ϕ	k 2 ε	(2.85)
	non plus comme		

[START_REF] Revell | A stress-strain lag Eddy viscosity model for unsteady mean flow[END_REF][START_REF] Revell | Turbulence Modelling of Unsteady Turbulent Flows Using the Stress Strain Lag Model[END_REF]

, a été un des premiers à proposer une amélioration en introduisant un décalage entre anisotropie et déformation au travers d'une coefficient C as , qui peut s'écrire

  de la relation constitutive pour a ij . En effet, des relations plus générales de type EARSM paraîtraient envisageables. Une autre question est la prise en compte d'éventuels effets de courbure et de rotation. En effet, Lardeau et Billard (2016) proposent de les prendre en compte au travers d'un terme supplémentaire, ajouté au tenseur de rotation , et correspondant au tenseur de Shur et Spalart. Dans la version codée dans CEDRE, le choix a été fait de négliger cette contribution. La raison en est la difficulté supplémentaire induite par la prise en compte des termes

	W s ij "	1 S 2 ˆSik	DS jk Dt	´DS ik Dt	S kj ˙(2.100)
					DS ij

99) où la constante C cr 1 est généralement prise à 0.3. J'ai implémenté cette version dans le code CEDRE de l'ONERA. Elle représente la forme la plus aboutie de modèle à viscosité isotrope en cours d'évaluation. Plusieurs questions restent ouvertes, et notamment celle

  Au final, en incorporant les différents termes modélisant le transport des tensions de Reynolds, la relation d'équilibre local peut donc d'écrire :

111)

Ces deux relations permettent d'aboutir à la relation 2.107. Formulée de manière simple, l'hypothèse d'équilibre local suppose que les variations de u i u j et k sont directement reliées au travers du rapport

u i u j k .

  Tableau 2.2 -Caractéristiques des DNS de canal plan infini vertical différentiellement chauffé.

	Type de convection	Auteurs	Re τ	Gr	Ri
		Kasagi et Iida, 1999,	150,		
	Convection forcée	Del Álamo et al., 2004,	180, 550,	0	0
		Hoyas et Jiménez, 2006	950, 2000		
	Convection mixte	Kasagi et Nishimura, 1997	150	9, 6 10 5	0, 38
	Convection naturelle Versteegh et Nieuwstadt, 1998	« 130	7, 143 10 6	8

  120) Pour un régime de convection forcée à Re τ " 2000 les résultats de l'évaluation de cette hypothèse d'équilibre local sont donnés sur la figure 2.11. Un terme résiduel est introduit afin de quantifier l'importance des termes négligés. Sur les courbes suivantes, il est normé par le terme dominant des membres de gauche des équations (2.119) et (2.120) :

	Résidus normalisés "	Résidus max pProduction ; Flottabilité ; Pression ; Dissipationq	(2.121)

Plus ce terme résiduel est faible, plus l'hypothèse d'équilibre local sera vérifiée. Il apparait que l'hypothèse d'équilibre local est clairement mise en défaut au voisinage de la paroi, ainsi que près du centre du canal, où se situe le maximum de vitesse. Dans ces régions il est à noter que le rôle du terme de diffusion (laminaire ou turbulente) ne peut être négligé devant les autres termes, ce qui est habituellement supposé dans l'hypothèse d'équilbre local. Ce résultat n'apparait donc pas en soi surprenant. Le point rassurant de l'analyse de Vanpouille est que l'hypothèse d'équilibre reste valable dans une large partie du canal.

  123)La figure2.15 montre les flux de chaleur obtenus en les évaluant sur la base de la relation GGDH, comparés aux flux de chaleur issus des DNS. Il est à noter que, dans la plupart des cas, les flux de chaleurs sont calibrés sur la base des flux de chaleur normaux à la paroi, soit ici v 1 T 1 . Ce flux de chaleur est correctement estimé pour le cas de convection forcée, mais est supérieur de 20 % aux données pour le cas de convection mixte, et de près de 50 % pour le cas de convection naturelle. En outre, il apparaît clairement que dans tous les cas le flux de chaleur turbulent axial u 1 T 1 est notablement sous-estimé par cette hypothèse. Or, ce flux ne peut être calibré au travers de la constante C θ , sans dégrader la prévision du flux de chaleur v 1 T 1 . L'hypothèse GGDH, si elle reste supérieure à l'hypothèse de gradient simple, est donc manifestement inadaptée à la description des flux de chaleur turbulents dans l'ensemble des directions, c'est à dire également à la direction du

vecteur flux de chaleur turbulent. Cette conclusion avait déjà été évoquée par Abe et Suga, 2001, au travers d'analyses du même type sur des écoulements de convection forcée. C'est ce qui l'avait amené à formuler le modèle dit HOGGDH (pour High Order Generalized Gradient Hypothesis)

  pour prendre en compte les termes de flottabilité. L'hypothèse d'équilibre local mène à l'équation (2.112) dont les termes de redistribution φ ij et de dissipation ε ij sont à modéliser et les termes de flottabilité, dépendants des flux de chaleur, sont supposés connus. Le modèle pour le terme de redistribution est celui utilisé par[START_REF] So | An explicit algebraic Reynolds stress and heat flux model for incompressible turbulence : Part II Buoyant flow[END_REF] dont la constante liée au terme de flottabilité est modifiée :

  Dans le cas tridimensionnel, cette base sert de première approximation pour obtenir la solution. Cette étude se restreint à la modélisation bidimensionnelle. Dans le cas d'un écoulement en convection naturelle, lorsque le gradient de vitesse est nul, la base précédente donne un tenseur d'anisotropie nul. Ceci pose un problème car l'équation (2.126) montre que la flottabilité induit de l'anisotropie même en cas de gradient de vitesse nul, i.e. N 1 a " A 4 {ε Γ.[START_REF] So | An explicit algebraic Reynolds stress and heat flux model for incompressible turbulence : Part II Buoyant flow[END_REF] ont choisi de rajouter à la base initiale des tenseurs formés à partir de Γ, conduisant à une formulation complexe. , γ 2 et γ 3 sont les coefficients de projection dans la base et γ 4 " A 4 { pN 1 εq. L'expression (2.127) est ensuite utilisée dans (2.126) pour obtenir les expressions de γ 1 , γ 2 et γ 3 :

liés aux constantes du modèle de redistribution. Pour plus de détails sur les calculs, le lecteur se référera à Vanpouille, 2013. Par souci de concision, le terme de flottabilité ´G ´2{3 G k I d ¯sera noté Γ dans le reste de cette étude. Afin d'obtenir une formulation explicite pour le tenseur d'anisotropie, celui-ci est projeté sur une base formée par les vecteurs S ˚et Ω ˚. Dans le cas bidimensionnel, la base est uniquement formée de trois vecteurs : S ˚, ´S˚2 ´1{3 tr `S˚2 ˘Id ¯et `S˚¨Ω˚´Ω˚¨S˚˘. L'idée retenue pour garder une formulation simple est de projeter le tenseur d'anisotropie moins la solution de l'équation (2.126) sans gradient de vitesse dans la base originale : a ´γ4 Γ " γ 1 S ˚`γ 2 ˆS˚2 ´1 3 tr `S˚2 ˘Id ˙`γ 3 `S˚¨Ω˚´Ω˚¨S˚˘( 2.127) où les coefficients γ 1

  2 3 II Ω . Le premier terme de chaque coefficient est celui obtenu par Wallin et Johansson (2000) en convection forcée, noté γ h i , et les autres sont dus à la flottabilité et notés γ b i . Ces coefficients dépendent du terme G k {ε, lié aux flux de chaleur turbulents, et de N 1 qui reste à déterminer. Les relations suivantes :

  [START_REF] Wikström | Derivation of a new explicit algebraic model for the passive scalar flux[END_REF] pour prendre en compte les termes de flottabilité. L'hypothèse d'équilibre local conduit à l'équation (2.114) dont les termes de corrélation gradient de pression-température φ iθ et de dissipation ε iθ sont à modéliser tandis que le terme P k {ε est supposé connu car dépendant des tensions de Reynolds. Le modèle de Wikström et al. Wikström et al., 2000 est utilisé pour modéliser φ iθ ´εθ :

  [START_REF] So | An explicit algebraic Reynolds stress and heat flux model for incompressible turbulence : Part II Buoyant flow[END_REF] projettent ce vecteur sur un base formée de Θ et a ¨Θ. Cette projection sur une base est inutile car la relation (2.114) peut être directement inversée sous la forme ξ

35, c θ5 " 0 et c θ6 " 0, 4. On introduit le vecteur gradient de température normalisé Θ i " k{ε a k{k θ BT {Bx i . Afin d'accéder au vecteur flux de chaleur turbulent normalisé,

So et al. 

  c Ω des constantes liées au modèlede Wikström et al. Wikström et al., 2000 pour φ iθ ´εθ . Le vecteur flux de chaleur turbulent normalisé ξ est alors solution d'une équation matricielle. ξ est fonction du tenseur A 1 qui lui-même est fonction de N 1 θ qui doit être déterminé afin de pouvoir calculer les flux de chaleur turbulents. Les expressions de P θ {ε θ " ´r tr `Θ ¨ξ˘, G k {ε " ´β ? kk θ {ε tr `g ¨ξ˘e t de N 1 θ permettent d'accéder à une équation polynômiale du troisième ordre permettant de calculer N 1 θ par la méthode de Cardan. Néanmoins comme pour le modèle EARSM, un traitement spécifique est nécessaire dans la région de paroi. Dehoux, Lecocq, Benhamadouche,[START_REF] Dehoux | Algebraic Modeling of the Turbulent Heat Fluxes Using the Elliptic Blending Approach-Application to Forced and Mixed Convection Regimes[END_REF] reprennent la technique de pondération elliptique mise en place par[START_REF] Manceau | Elliptic blending model: A new near-wall Reynolds-stress turbulence closure[END_REF] pour l'appliquer à φ iθ ´εiθ . Cette technique est utilisée ici pour modifier φ iθ ´εiθ sous la forme : Π iθ ´εiθ " `1 ´α3 ˘pΠ iθ ´εiθ q w `α3 pΠ iθ ´εiθ q

h (2.131) où h désigne le modèle de Wikström et al. Wikström et al., 2000 déjà présenté et w le modèle de paroi choisi par Dehoux et al. Dehoux et al., 2012 :

  La figure2.16 montre que l'hypothèse de Boussinesq ne prévoit correctement le profil du cisaillement u 1 v 1 que dans la partie centrale du canal. Les résultats sont très mauvais près des parois. Le modèle de So et al. et le modèle développé donnent des résultats semblables dans la partie centrale du canal, avec une brusque variation de u 1 v 1 autour du maximum de vitesse. Le modèle de So et al. donne de meilleurs résultats que l'hypothèse de Boussinesq près de la paroi mais est toujours assez éloigné de la DNS. D'après la figure2.16, le modèle développé représente mieux le cisaillement u 1 v 1 dans la région de paroi que les autres modèles présentés. La figure 2.17 montre que l'hypothèse de Boussinesq qui donne u
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2 " 2{3 k n'est pas adaptée. Le modèle

de So et al. (2004) 

prévoit un profil de u 1 2 très proche de la DNS dans le centre du canal mais pas près des parois. Le nouveau modèle donne quant à lui de très bons résultats près des parois et dans tout le canal. Figure 2.19 -Comparaison des modèles aux DNS pour v 1 T 1 dans le cas de la convection mixte Les figures 2.18 et 2.19 montrent que l'hypothèse GGDH donne des profils largement sous-estimés pour les deux composantes du flux de chaleur. Le modèle de So et al.

[START_REF] So | An explicit algebraic Reynolds stress and heat flux model for incompressible turbulence : Part II Buoyant flow[END_REF] 

donne un profil de u 1 T 1 satisfaisant excepté près des parois où il le sous-estime en module. Toutefois, ce modèle surestime largement v 1 T 1 sur toute la largeur du canal et présente un pic au maximum de vitesse. Le modèle développé prévoit un profil de u 1 T 1 très proche de celui de la DNS et donne de meilleurs résultats près des parois. Cette conclusion est aussi valable pour v 1 T 1 avec toutefois l'apparition d'un pic au maximum de vitesse comme pour le modèle

de So et al. So et al., 2004. 

Le modèle développé donne donc de meilleurs résultats pour les tensions de Reynolds et pour les flux de chaleur que le modèle

de So et al. So et al., 2004 et 

les hypothèses de Boussinesq et GGDH. Des calculs semblables ont été menés sur cette configuration de canal pour les régimes de convection forcée et naturelle et mènent aux mêmes conclusions. Les résultats en convection forcée sont très satisfaisants et les résultats en convection naturelle sont encourageants.

  Un exemple de calcul avec le modèle complet, couplé aux équations de Navier-Stokes est donné pour le cas de convection mixte sur les figures 2.20 et 2.21. Il ressort des différents profils une confirmation des résultats obtenus dans le cadre de la validation a priori. Là encore, les profils de tensions de Reynolds, et de flux de chaleur turbulents sont mieux décrits par le modèle VALM que par les approches classiques. Le point de faiblesse du modèle reste les zones où la diffusion joue un

rôle dominant. Il est également à noter que le modèle apporte une nette amélioration des flux de chaleur turbulents non-normaux à la paroi, notamment par rapport à une hypothèse GGDH, ce qui est également le cas pour un écoulement de convection forcée. L'intérêt du modèle n'est donc pas limité à des cas de convection naturelle, même s'il y sera particulièrement adapté.

  perturbateurs se caractérise par un écoulement décollé en aval du perturbateur amont, puis par un point de recollement où les échanges thermiques sont maximaux, et un écoulement qui se relaxe avant de ré-accélérer en amont du perturbateur aval. Le maximum d'énergie cinétique de turbulence correspond à cette zone fortement cisaillée au coin amont des perturbateurs. Une couche fortement turbulente issue de la coalescence de ces différents écoulements peut être visualisée sur la figure 2.25.Le point crucial de cette validation concerne l'examen des transferts thermiques dans l'espace interperturbateurs. Le nombre de Nusselt est défini en tenant compte de l'accroissement de température entre entrée et position recherchée au sein du canal. La comparaison des résultats obtenus peut être

2 

. Les perturbateurs sont considérés comme adiabatiques. La paroi supérieure est également traitée comme une paroi adiabatique. Un calcul préalable est effectué de manière à pouvoir imposer des profils de canal plan développé en entrée de canal perturbé. Quatre modèles ont été testés sur cette configuration , à savoir le modèle k ´ε de Bertier-Dutoya, le modèle k ´ω SST de Menter, le modèle de Billard-Laurence, et enfin le modèle DRSM ATAAC. Seuls les résultats de transferts de chaleur sont ici présentés dans le détail. A des fins de compréhension du lecteur, une allure du champ d'énergie cinétique de turbulence est présentée sur la figure

2

.25 sur l'ensemble du canal, et un zoom après le quatrième perturbateur sur la figure 2.26 . Ces éléments rendent compte du caractère périodique de cet écoulement, qui s'établit après 4 à 5 perturbateurs. L'espace intervisualisée sur la Figure

2

.27. Le résultat le plus probant est obtenu par le modèle Billard-Laurence, qui présente un très bon accord avec l'expérience. Le modèle k ´ε de Bertier-Dutoya surestime d'environ 15% le transfert thermique, tout en présentant une allure globalement satisfaisante.

  Les conditions aux limites sont présentées sur la figure 2.28. Les profils en entrée de veine sont obtenus à partir d'un calcul préalable effectué de manière à générer un écoulement présentant des caractéristiques conformes à celles mesurées dans le plan d'entrée. En pratique, un canal de longueur adaptée (et variable suivant le modèle) est calculé de manière à restituer des épaisseurs de couche-limite en accord avec celles mesurées par LDV. Il est particulièrement important de soigner cette obtention des profils, dans la mesure où ils changent grandement les résultats obtenus.Les plans de mesure où des profils de vitesse sont disponibles sont détaillés sur la figure 2.31. Une attention particulière est apportée aux mesures dans le plan à 180 ˝, où les mesures mettent en évidence le bulbe de décollement. Ce bulbe de décollement s'étend sur environ 2 hauteurs de canal en longueur. L'analyse du champ d'énergie cinétique de turbulence montre que, pour le calcul k ´ω SST près de la paroi, de l'énergie cinétique de turbulence est créée à la fois côté interne et côté externe. Une analyse théorique (voir paragraphe 2.2.1.5.2) permet de montrer que la courbure devrait agir au contraire de manière différenciée avec un aspect stabilisant côté concave et un aspect déstabilisant côté convexe. Ce comportement est par contre bien observé pour le calcul avec le modèle DRSM. L'énergie cinétique de turbulence diminue bien côté interne, et augmente côté externe.

Les allures des champs de vitesse et d'énergie cinétique de turbulence sont présentées sur les figures 2.29 et 2.30. Dans le coude, l'écoulement est accéléré côté interne (courbure convexe), et décélère côté externe (courbure concave), conduisant à une stratification du champ de vitesse. Un bulbe de décollement en sortie de coude est présent en DRSM, mais absent en k ´ω SST .

  2 ´f , puis Billard-Laurence, VALM et enfin EBRSM. Cette approche séduisante permet un traitement plus universel de la proche paroi, et s'affranchit de la prise en compte d'une distance à la paroi. Nous verrons plus loin qu'elle n'est pas suffisante pour traiter certains problèmes de jets impactants, et qu'elle n'a pas démontré un gain substantiel systématique par rapport au modèle k ´ω SST.Pour ce qui concerne les modèles DRSM, le modèle DRSM ATAAC proposé par Aupoix a été implanté dans le code CEDRE, puis validé sur une large base de cas tests. Le modèle améliore notamment la description des effets de courbure, mais ne permet pas une amélioration systématique de la prévision des flux de chaleur. Cette déception semble attribuable pour partie à la variable transportée pour la seconde échelle, et a conduit à implanter le modèle EBRSM de Manceau pour comparaison. Ce modèle est maintenant en cours d'évaluation.Mon sentiment actuel est le suivant. Pour garantir le comportement le plus satisfaisant possible des modèles, il convient de pousser l'utilisation des modèles DRSM, qui contiennent des termes qui sont soit calculés de manière exacte (production), soit modélisés sur la base d'arguments physiques (redistribution). Cela ne doit pas masquer le côté limité de certaines modélisations, ou le fait que certains termes peuvent être abusivement négligés. C'est par exemple le cas du terme de diffusion par la pression pour les écoulements à l'impact. Spalart fait allusion à ce principe de 'receding influence' qui présuppose que l'erreur commise sur ces termes aura une influence moindre, sans s'appuyer sur des faits réellement incontestables. Nous garderons en tête que ces modèles DRSM sont a priori les plus appropriés pour décrire les écoulements rencontrés dans les turbomachines modernes, caractérisés par de forts effets de courbure et de rotation. Leur amélioration passe par le choix de la variable de dissipation la plus pertinente. Notre évaluation du modèle EBRSM de Manceau, actuellement en cours, devrait à ce titre apporter des éléments de réponse.Pour ce qui concerne la modélisation des flux de chaleur turbulents, l'état de l'art actuel à l'ONERA est l'utilisation d'un modèle de type Daly-Harlow (ou GGDH), couplé à un modèle DRSM. Une des voies d'amélioration est d'extraire la partie thermique du modèle VALM (assez proche du modèle de Wallin& Johansson), et de l'utiliser en lieu et place de l'hypothèse GGDH. Ceci permettrait, par exemple, d'améliorer la prévision du flux de chaleur turbulent axial dans un conduit, mais sa robustesse reste à démontrer sur des cas complexes. Yakhot, V., Orszag, S. A., Thangam, S., Gatski, T. B. & Speziale, C. G. (1992). Development of turbulence models for shear flows by a double expansion technique. Physics of Fluids A: Fluid Dynamics, 4 (7), 1510-1520. doi :10.1063/1.858424 Yakhot, V. & Smith, L. M. (1992). The renormalization group, th-expansion and derivation of turbulence models. Journal of Scientific Computing, 7 (1), 35-61.

Les modèles explicites algébriques ont été assez rapidement évalués à l'ONERA après les travaux de Speziale et Hellsten. S'ils ont pu apporter certaines améliorations, comme la prévision des écoulement secondaires, et la prise en compte des effets de rotation, ils n'ont toutefois pas fait là encore la démonstration d'un gain substantiel en qualité sur une large gamme d'écoulements. Ceci est principalement dû au fait que l'on conserve les défauts de modélisation des deux équations de transport, la formulation explicite n'intervenant que dans l'évaluation de la tension de Reynolds ou du flux de chaleur turbulent. Une partie des travaux présentés ci-dessus a permis de mettre en évidence que la relation d'équilibre local était, pour des écoulements simples, valide dans une large partie de l'écoulement, à l'exception des zones de paroi, et de celles où le gradient de vitesse s'annule. Cette vérification ne valide pas en soi les niveaux fournis par les équations de transport. En outre, le modèle VALM développé dans la thèse de Vanpouille est particulièrement adapté aux écoulements de type convection naturelle ou mixte, en couplant les parties aérodynamiques et thermiques.

  dans le cadre du programme MAEVA. Ce cas reproduit les conditions exactes de celuide Baughn et Shimizu (1989). Il s'agit d'un jet à température ambiante, impactant une plaque chauffée située à 90 ˝par rapport au jet. Le jet est issu d'un tube long, de manière à obtenir un écoulement pleinement développé en sortie de buse. Plusieurs rapports d'espacement entre buse et plaque ont été étudiés. Un espacement de deux diamètres a ici été retenu. Le Reynolds, basé sur le diamètre du jet et la vitesse moyenne débitante, est de 23000. Cette configuration présente l'intérêt de générer une cartographie de Nusselt à la paroi non-monotone, et caractérisée par la présence d'un pic secondaire pour un rapport de rayon de plaque adimensionné par le diamètre du jet de l'ordre de 2. Un schéma de principe du montage est donné sur la figure 3.8.

.2.2 Résultats 3.5.2.2.1 Résultats aérodynamiques

  3.5. VALIDATION DE MODÈLES AVANCÉS SUR LE CAS DE BAUGHN ET SHIMIZU 141fixée à 293 K. Pour ce qui concerne les grandeurs turbulentes, elles sont dépendantes du modèle et sont résumées dans les tableaux ci-dessous (tables 3.1 et 3.2). Ces valeurs, à partir du moment où elles autorisent la transition dans le canal, n'influent pas sur la solution à l'impact dans la mesure où des profils de type écoulement développé s'établissent jusqu'à l'éjection. La densité de flux de chaleur sur la plaque d'impact est fixée à 617 W {m 2 . La condition aux limites supérieure est de type subsonique sortant, avec un niveau de pression de 101 325 Pa. La condition aux limites latérale gauche est supposée de type entrée, le niveau de débit est fixé à ρV " 1 kg.m ´2.s ´1, la température totale à 293 K, les grandeurs turbulentes sont prises au même niveau que sur l'entrée principale. La fonction principale de ce co-flow est de stabiliser l'écoulement principal. Plusieurs niveaux de vitesse ont ainsi été testés sans montrer de sensibilité de la solution stationnaire.Les figures3.14a, 3.14b, 3.12c présentent les profils d'énergie cinétique de turbulence dans la région d'éjection et au voisinage de la plaque d'impact. Tout comme pour la vitesse, ces profils apparaissent également comme très sensiblement différents entre modèles. Par comparaison à la référence SST, l'énergie cinétique de turbulence dans la couche de mélange est moins diffusée par le modèle de Billard-Laurence. Il convient par contre de noter qu'un pic secondaire de k est présent dans le modèle de Billard-Laurence au voisinage d'un diamètre, pic d'énergie cinétique absent pour le modèle SST. Le modèle VALM se caractérise quant à lui par un pic d'énergie cinétique de turbulence au voisinage de l'axe dans la région de paroi.

	type de modèle nb scalaires	scal1	scal2		scal3 scal4
	k ´ω SST	2	K pm 2 .s ´2q	ω ps ´1q	
	φ ´α	4	K pm 2 .s ´2q	pm 2 .s ´3q	φ	α
	V ALM	4	K pm 2 .s ´2q	ω ps ´1q		k θ pKq	α
	Tableau 3.1 -Nature des scalaires transportés selon le modèle
		type de modèle scal1 scal2 scal3 scal4
		k ´ω SST	0.1	100		
		φ ´α	0.1	100.	0.4	1.
		V ALM	0.1	100.	0.5	1.
	Tableau 3.2 -Valeurs d'entrée des scalaires transportés selon le modèle
	3.5					

Les profils de vitesse sont présentés sur les figures

3.11a, 3.11b, et 3.11c

, respectivement pour les modèles k ´ω SST, Billard-Laurence et VALM. Il apparaît que des différences significatives de profil sont présentes à l'éjection, ce qui correspond à un comportement différent des trois modèles pour le calcul de l'écoulement développé. Le modèle k ´ω SST prévoit ainsi un maximum de vitesse plus important sur l'axe.

3.5.2.2.2 Résultats thermiques

Le nombre de Nusselt est un flux adimensionné que l'on peut écrire :

  Avec T w température de paroi, T ref en générale prise à la température génératrice du jet, et φ densité de flux de chaleur à la paroi. D est le diamètre du jet, et λ représente la conductivité thermique de l'air. La distribution de nombre de Nusselt pour les différents modèles est présentée sur la figure3.16. Pour le modèle VALM, afin de différencier l'apport des différentes 'briques' du modèle, plusieurs étapes ont été testées : -VALM base BSL : les équations de transport pour k, ω, k θ et α sont résolues et servent à définir la viscosité turbulente. Les tensions de Reynolds et corrélations vitesse-température sont évalués comme pour un modèle isotrope -VALM sans EAHFM : les équations de transport pour k, ω, k θ et α sont résolues et servent à définir la viscosité turbulente. Les tensions de Reynolds sont évaluées par le modèle EARSM du VALM. En revanche, les corrélations vitesse-température sont évaluées comme pour un modèle isotrope. -VALM complet : les équations de transport pour k, ω, k θ et α sont résolues. Les tensions de Reynolds sont évaluées par le modèle EARSM du VALM, et les corrélations vi-

tesse/température sont évaluées par la partie EAHFM. Le modèle est dit 'complet' La figure 3.16 présente les résultats expérimentaux fournis par Kim, mais également ceux issus des travaux de Baughn et Shimizu. Pour des rayons adimensionnés supérieurs à 3, ces résultats sont

  [START_REF] Grenson | Large-Eddy simulation of an impinging heated jet for a small nozzle-to-plate distance and high Reynolds number[END_REF], le modèle k ´ω SST prévoit une valeur de Nu d'environ 400, et le modèle φ ´α fournit une estimation encore plus élevée voisine de 600. En revanche, si le modèle φ´α surestime très fortement le niveau d'échange, son allure est qualitativement meilleure puisqu'il[START_REF] Grenson | Caractérisation expérimentale et simulations numériques d'un jet chaud impactant[END_REF] avance que cet écart est probablement attribuable au fait que le problème étudié ici est à trois températures Dans le cas de Baughn et Shimizu, seules deux températures étaient à prendre compte, celle de la paroi et celle du jet froid. Ici, pour ce qui concerne la région du jet pariétal, il existe en effet un maximum de vitesse. Entre la paroi et ce maximum de vitesse, le problème est celui d'une couche de cisaillement entre température de paroi et température du jet. Au dessus, dans la région externe, le mélange s'opère entre la température du jet et celle de l'environnement externe. Le problème est donc plus complexe, ce qui pourrait expliquer les écarts. Après réflexion,nous pensons que cette explication serait probablement à reprendre. Une des raisons est qu'au voisinage du point d'impact, le problème reste à deux températures, à savoir celle de la paroi, et celle du jet. Le problème est donc de même nature que pour Baughn et Shimizu. En outre, le nombre de Nusselt dépend, en première approximation, principalement de l'aérodynamique, et pas d'une mauvaise évaluation de la température de référence, qui reflèterait une évaluation erronée du mélange. Enfin, au regard des

	-Température de paroi
	-Température du jet
	-Température de l'environnement extérieur

prévoit le pic secondaire, souvent présent pour des espacements faibles entre buse et plaque. Ces calculs ayant été conduits à une période où aucun modèle DRSM n'était encore disponible dans le code CEDRE, la comparaison n'a pu être effectuée pour ce niveau de modélisation au second ordre. La température d'échange est, elle, correctement estimée (3.24b) et reste proche à l'impact de la température du jet. travaux d'A. Colombié (voir section 3.8), nous verrons que le mauvais comportement des modèles RANS est attribuable pour une large part à l'absence d'une modélisation adéquate pour les termes de diffusion par la pression. Une correction imposant une forme d'équilibre local est proposée et conduit en pratique à une distribution du terme de production sensiblement modifiée. Les modèles k ´ω SST et φ ´α , par leur limiteur sur la viscosité turbulente ou le temps caractéristique turbulent, modèrent la production, mais par un mécanisme ad-hoc sans fondement physique. Une évaluation des modèles DRSM maintenant disponibles serait également une voie à investiguer. Des voies de progrès sont donc possibles, qui à l'époque de la thèse de P. Grenson n'existaient pas.

  De fortes hétérogénéités existent en outre dans la distribution expérimentale entre les différentes rangées situées côté intrados et extrados, ainsi qu'entre les différents trous d'une même rangée(Figure 3.37). Ainsi les trous situés dans les colonnes 3 et 4 correspondent à un coefficient d'échange plus faible que ceux situés plus près des bords du profil, avec un ordre de grandeur qui peut descendre en dessous de 100 (trou 21). Cette distribution de coefficient d'échange est en réalité corrélée à celle des débits traversant les différents trous. La figure3.37 confirme que tous les modèles surestiment les transferts thermiques mesurés de près de 100%, voire plus, y compris le modèle DRSM ATAAC, réputé plus adapté pour capter les effets de courbure, ainsi que les gradients de vitesse brusques à la traversée de la chemise. La figure3.38 synthétise la comparaison obtenue entre les différents modèles pour le coefficient de transfert de chaleur estimé le long de la deuxième colonne proche de

.36. Sont comparés les résultats des différents modèles, en adoptant l'échelle de valeurs expérimentale. Il existe un écart important entre les relevés expérimentaux et les niveaux estimés par simulation numérique, et ce d'autant plus que l'on se situe dans les régions intrados et extrados caractérisées par un H/D proche de 2 (rangées 2, 3 et 4). Dans ces régions l'ordre de grandeur mesuré varie entre les rangées de trous, mais se situe autour de 200 W {m 2 {K. La valeur obtenue par simulation numérique est, quant à elle plutôt de 400 W {m 2 {K, et peut atteindre 600 W {m 2 {K pour le modèle VALM. l'alimentation. Les modèles k ´ω SST et φ ´α présentent les meilleurs résultats, mais avec des ordres de grandeurs de 400 à 450 W {m 2 {K au lieu des 150 à 200 W {m 2 {K.

Là encore, comme dans le cas du jet impactant chaud mentionné ci-dessus (voir 3.6), les modèles avancés ne parviennent pas à décrire la région d'impact de manière satisfaisante. Ce constat est

  [START_REF] Tummers | Turbulent flow in the near field of a round impinging jet[END_REF]. Son maillage fin est utilisé, ainsi que des conditions aux limites identiques de manière à reproduire les mêmes résultats pour le champ de vitesse et les tensions de Reynolds. L'objectif de cette nouvelle simulation est l'obtention des différents termes de bilan pour les équations des tensions de Reynolds. La simulation est réalisée dans un domaine 3D correspondant à une géométrie La condition d'entrée est de type loi en puissance, avec superposition des fluctuations de vitesse isotropes. La vitesse moyenne est ajustée pour garantir un nombre de Reynolds (basé sur le diamètre du tube et la vitesse moyenne) de 23000. La paroi du tube est considérée comme adiabatique. Un co-flow de 5% de la vitesse débitante est appliqué sur la frontière supérieure. Il permet de représenter l'écoulement entraîné, et de stabiliser le jet. La condition de sortie correspond à une frontière subsonique à pression atmosphérique. Pour ce qui est de la condition sur la plaque d'impact, une condition isotherme (T paroi = T jet ) est appliquée, de manière à ne pas introduire d'effets de gradient de température sur les termes de blan des tensions de Reynolds. Cette condition aux limites isotherme est la seule différence par rapport à la simulation de Aillaud. Enfin des conditions de non-réflexion de type NSCBC sont utilisées pour les entrées/sorties. Le code utilisé est le code AVBP du CERFACS. Il est dédié à la simulation LES d'écoulements compressibles, et est basé sur une formulation de type volumes finis, en cell-vertex. Les termes convectifs sont calculés au travers d'un schéma d'ordre 3 dit TTGC35, et une approche Galerkin de second ordre est utilisée pour les flux diffusifs. Le modèle de sous-maille utilisé pour l'équation de quantité de mouvement est le modèle Wale(pour Wall Adapting Local Eddy-viscosity). Le modèle de sous-maille pour l'équation d'énergie est basée sur un modèle de gradient simple, avec nombre de Prandtl turbulent constant.

axisymétrique, maillée avec 42 millions d'éléments de type tétraèdres dans le volume interne et prismes près de la paroi (figure 3.39). L'étendue de ce domaine est de 3 diamètres dans la direction radiale, et l'espacement entre plaque et tube est de deux diamètres, tout comme dans l'expérience de Baughn & Shimizu. La condition d'entrée du tuyau est située deux diamètres en amont de la sortie du tube.

  [START_REF] Manceau | Accounting fro wall-induced Reynolds Stress Anisotropy in explicit Algebraic Stress Models[END_REF] a été repris. Cet indicateur est basé sur le tenseur de déformation S et sur un tenseur M caractérisant le blocage induit par la paroi. Ce tenseur M est défini à partir du tenseur N, basé sur la normale à la paroi : N " n i n j . Il en représente la partie déviatrice et est défini par M " N ´1 3 I. A partir de ce tenseur M , Manceau

3, en particulier au travers de l'indicateur ζ ij . L'objectif est donc ici de définir un indicateur qui mette en évidence la même zone, tout en étant basé sur les quantités principales de l'écoulement ou ses caractéristiques turbulentes. Dans un premier temps, un indicateur basé sur les travaux de

Manceau (

  Tableau 4.1 -Caractéristiques de la couche limite amont Pour ce qui concerne le calcul EBRSM, un calcul préliminaire est effectué pour déterminer toutes les tensions de Reynolds au sein de la couche-limite. Concernant l'écoulement au sein du plénum, la température totale à l'entrée est de 198 K. L'écoulement est faiblement turbulent, et la turbulence est supposée isotrope.

	Tu 8 δ 2 {D	H	Re 82 Re ˚ut
	0.5% 0.14 1.45 670 315 0.5 m{s

2 Champs d'énergie cinétique turbulente dans le plan central

  4.19 -Profils de la composante longitudinale de vitesse moyenne U normalisée par la vitesse de l'écoulement transverse V cf dans le plan central Y {D " 0. Mesures PIV et simulations EBRSM.aux mesures. Le pic de U est d'abord légèrement sous-estimé avant de se rapprocher sensiblement des valeurs expérimentales pour le modèle EBRSM. Pour le modèle ATAAC, la valeur reste sousestimée et l'écart a tendance à augmenter en aval. Les deux modèles prévoient une position du pic légèrement au-dessus de la valeur obervée. Les deux modèles ont donc tendance, à des degrés divers à surestimer le phènomène de 'lift-off' ou décollement du jet, et donc à sous-estimer le mélange. L'analyse de la trajectoire du jet (basée sur sur les maxima de vitesse) révèle que la trajectoire estimée par le modèle DRSM ATAAC est similaire à celle donnée par le modèle de Hellsten. L'hypothèse formulée par Paysant (2021) est que cette trajectoire est principalement pilotée par la variable de dissipation transportée.Pour compléter l'analyse précédente, et en se basant sur les mesures PIV disponibles, une comparaison de tensions de Reynolds est directement disponible. Le paragraphe 4.3.4.2 a permis de mettre en évidence que la mauvaise évaluation du mélange était imputable à une sous-estimation de k. La question qui se pose est de savoir si les modèles DRSM permettent de corriger ce défaut. Les tracés de la Figure4.20 montrent que les niveaux de k au sein des couches de cisaillement du jet restent largement sous-estimés par les modèles DRSM. Le modèle DRSM ATAAC prévoit notamment des niveaux d'énergie cinétique turbulente plus faibles que le modèle k ´ω SST au sein des couches de cisaillement. Le modèle EBRSM est plus cohérent avec les mesures, mais on observe que les plus forts niveaux de k simulés sont localisés immédiatement en sortie de l'éjecteur ce qui contraste avec les observations expérimentales. En conclusion, l'ensemble des modélisations RANS ont tendance à sous-estimer le niveau de fluctuations induit, y compris les modélisations au second ordre, dont on pourrait attendre un meilleur comportement, notamment du fait qu'ils évaluent de manière exacte le terme de production. En outre, il existe des écarts importants entre les différents modèles RSM, écarts pouvant aller au delà des écarts observés entre premier et second ordre.

	4.3.5.

.5.4 Conclusion sur l'amélioration apportée par un modèle aérodynamique au second ordre L

  'utilisation de modèles au second ordre fournit un bilan contrasté. Ainsi, le modèle EBRSM proposé par R. Manceau aboutit à une description sensiblement améliorée des profils de vitesse et de température. En revanche, l'utilisation du modèle DRSM ATAAC conduit à un bilan plus mitigé, avec des profils relativement similaires à ceux fournis par les modèles à viscosité isotropes ou le modèle EARSM d'Hellsten. Or, la principale différence entre les modèles réside dans l'échelle de dissipation transportée. En effet, les deux modèles partagent à l'exception de cela les mêmes briques pour ce qui concerne le terme de redistribution (modèle SSG), ou encore l'amortissement elliptique à la paroi (technique de pondération elliptique de Hanjalic et Manceau). Il semble en outre que l'aspect amortissement à la paroi doive peu jouer pour ce jet nettement décollé. Une autre différence à investiguer pourrait être la nature du terme de diffusion turbulente des équations de transport pour les tensions de Reynolds. Dans le cas du modèle ATAAC, ce terme s'écrit en effet :
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	Figure 4.21 -Champs de température statique moyenne normalisée θ dans trois plans transverses
	situés à X{D " 0, 5, 1, 5 et 3, 0 (de gauche à droite). De haut en bas : mesures thermocouples,
	EBRSM base ω (Aupoix), EBRSM base ε (Manceau).			
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3.6 Effets de la modélisation par des flux de chaleur avancés 4.3.6.1 Evaluation complète par des flux de chaleur avancés sur la base de tensions de Reynolds évalués avec un calcul SAS Dans

  21)Ce terme de diffusion turbulente peut jouer de manière considérable dans les régions de mélange du jet. En l'état actuel, cette piste nous paraît devoir être la principale à investiguer. En effet, dans la région loin de la paroi, l'équation de dissipation spécifique utilisée dans le modèle ATAAC revient en réalité à une équation où la variable transportée est ε, comme dans le modèle k ´ω SST de Menter. Le système complet d'équations est alors équivalent, en dehors du terme de diffusion turbulente. le cadre de sa thèse R. Paysant a conduit avec succès des calculs instationnaires en utilisant le modèle SAS proposé par Menter et disponible dans le code Fluent. Ces calculs ont été conduits en parallèle d'une LES conduite avec le code CEDRE de l'ONERA. Les deux approches montrent de bons résultats, avec un accord très satisfaisant par rapport aux mesures tant sur les champs principaux que sur les grandeurs RMS. Or, ces simulations donnent accès au tenseur de Reynolds et aux corrélations vitesse température dans l'ensemble du domaine de calcul. Il est donc possible, sur ces bases, d'évaluer le bien fondé de la modélisation GGDH, en comparant les u 1 i T 1 mesurés et ceux obtenus en utilisant l'équation 4.8. Les résultats ne seront pas détaillés, notamment pour des raisons de concision. Ils montrent toutefois que l'utilisation d'un modèle GGDH apporte une amélioration substantielle par rapport à un modèle en gradient simple. D'autre part, et contrairement au cas de Penn STATE, l'accord entre les u 1 i T 1 mesurés et ceux obtenus en utilisant l'équation 4.8 est jugé de mauvaise qualité, du fait de la faiblesse des tensions de Reynolds. En d'autres termes, et pour ce cas de jet débouchant le source d'erreur principale réside dans la sous-estimation des tensions de Reynolds apportée par le modèle DRSM.

4.

  calcul, cette notion d'acceptable a considérablement évolué ces dix dernières années, et explique certaines inflexions en cours. Ces inflexions vont vers une résolution partielle des trous au travers d'un maillage ou d'une condition aux limites dédiés (modèle de trou résolu développé par le CERFACS). L'objectif initial de SAFRAN était toutefois de disposer d'un modèle thermique analogue au modèle aérodynamique homogène développé au CERFACS dans le cadre de la thèsede Mendez (2007). Ce modèle aérodynamique représente la paroi multiperforée comme une paroi pseudoporeuse et donc homogène. Le modèle permet d'injecter une distribution de vitesse adéquate en tenant compte des différents paramètres du motif de perçage. Ce type de modèle homogène a l'avantage de remplacer un système de trous discrets par une condition uniforme. Les trous ne sont plus à mailler, ce qui diminue considérablement la taille du maillage associé.C'est pour répondre à la demande d'un tel modèle étendu à la thermique qu'a été initiée la thèse CIFRE Turboméca de[START_REF] Cottin | Contribution à la modélisation thermique d'une paroi multi-perforée[END_REF]. Elle a abouti à un modèle valable uniquement dans le cadre d'une injection axiale, et SAFRAN a souhaité le faire évoluer pour prendre en compte une injection avec dérapage, ce qui a permis de soutenir la thèse CIFRE Safran Aircraft Engines de Arroyo Callejo (2016). Ces deux thèses ont montré la difficulté à disposer d'un modèle thermique général, tenant compte des différents motifs de perçage possibles. SAFRAN ayant entre temps soutenu la réalisation d'essais sur une large gamme d'éprouvettes multipercées au travers du banc SAPHIR, une base de données était disponible pour tenter d'aboutir à un modèle plus général. C'est ce type de modèle, consolidant l'ensemble des résultats disponibles qu'a proposé Crouzy (2020) dans le cadre de sa thèse CIFRE SAFRAN Tech. Ma contribution personnelle a donc porté sur les thèses de Cottin (2013), Arroyo Callejo (2016), et enfin Crouzy (2020), que j'ai co-encadrées avec P. Millan. Cette activité a donné lieu à 5 communications. La première, Cottin, Laroche, Savary et Millan (2011), a trait à l'établissement de corrélations d'échanges convectifs permettant d'établir un modèle thermique de paroi multiperforée. Ces corrélations ont été utilisées par plusieurs équipes (dont le CERFACS et SAFRAN) pour modéliser ce type de refroidissement. La deuxième,Arroyo-Callejo, Laroche, Millan et Leglaye (2015), propose de traiter les flux de chaleur turbulents en utilisant des lois de paroi modifiées, tenant compte du soufflage. Ceci permet notamment de s'affranchir de la définition d'une température de référence. La troisième, Laroche, Donjat et Reulet (2020), décrit la modélisation adoptée de l'installation SAPHIR, et la reproduction de différentes conditions d'essais. Enfin les deux dernières communications présentent l'expérience de référence effectuée dans le cadre du programme européen SOPRANO dédiée à la modélisation de suies (Reulet, Laroche et Donjat, 2020, Laroche, Donjat et Reulet, 2020). Une analyse de l'écoulement complexe est proposée en combinant mesures et une simulation utilisant le modèle k ´ω SST de Menter. Enfin deux articles ont été rédigés. Le premier, Arroyo-Callejo, Laroche, Millan, Leglaye et Chedevergne (2018), présente, sur une configuration de dilution giratoire, une comparaison de différents modèles RANS (dont le modèle DRSM ATAAC) avec une approche instationnaire de type ZDES. Le second, Laroche, Donjat et Reulet (2021), approfondit l'analyse présentée dans Laroche, Donjat et Reulet (2020) et montre l'intérêt de l'utilisation d'un modèle EBRSM.Nous revenons dans les paragraphes suivants sur les principales conclusions qui ont pu être tirées de ces travaux. Dans un premier temps, nous rappellerons les différents niveaux de modélisation possibles et leur articulation. Dans un deuxième temps, nous résumerons l'approche qui a été la notre pour développer un modèle thermique homogène au travers des différentes thèses. Enfin, nous montrerons qu'en complément des travaux sur les modèles homogènes, nous avons également oeuvré sur l'utilisation de modèles RANS avancés pour améliorer la précision des simulations où les trous sont résolus.
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  dégrader la représentativité de la paroi modélisée. C'est ce type de modèle homogène qui fut le premier proposé par[START_REF] Mendez | Simulation numérique et modélisation de l'écoulement autour des parois multiperforées[END_REF]. C'est également ce type d'approche qui a été développée dans le code CEDRE de l'ONERA par Ph.[START_REF] Grenard | A modified wall boundary condition for multiperforated walls[END_REF]. Ce dernier modèle a en outre l'originalité de proposer une approche intégrée de résolution de la chaleur dans la paroi, qui affranchit le concepteur d'un calcul couplé fluide/solide. Afin de traiter des configurations intermédiaires où le modélisateur est prêt à discrétiser les trous avec 2 à 3 cellules, R. Bizzari (2018) a proposé une approche originale, destinée à modéliser a minima l'interaction entre jet et écoulement veine. La taille du trou est forfaitairement étendue à l'équivalent de 3 ou 4 cellules, et le débit est injecté sur cette condition aux limites modifiée. En d'autres termes, le débit est injecté sur une surface intermédiaire entre celle du trou, et celle du motif élémentaire du modèle homogène (en général un losange). Par rapport à un modèle homogène, R. Bizzari (2018) montre un gain lié à la prise en compte des injections discrètes. Cette approche, baptisée 'trou épaissi', suppose un prétraitement du maillage afin de déterminer les cellules concernées par une condition d'éjection. A l'autre bout du spectre, une résolution de 15 à 20 mailles par trou permet d'envisager une modélisation pleinement résolue dans le trou. Ceci conduit toutefois à des cellules d'une taille inférieure à 0,05 mm dans le trou, ce qui représente des maillages pouvant atteindre plusieurs centaines de millions d'éléments. Pour ce qui concerne la modélisation, nous nous sommes donc focalisés dans les différentes thèses sur le développement de briques destinées à un modèle thermique homogène.Le principe de fonctionnement du modèle homogène est simple et est rappelé sur la figure 5.5. Le modèle examine les valeurs des différentes quantités aérothermiques dans les cellules adjacentes à la paroi côté froid et côté chaud. Sur cette base, il détermine alors les différents flux Euler ou Navier-Stokes à appliquer sur les conditions aux limites correspondantes. Ainsi, le flux de masse est directement fonction de la variation de pression relevée entre côtés chaud et froid, de même que de l'angle de perçage.

  5.1)si h c et h f sont respectivement les coefficients d'échanges convectifs côté chaud et froid.

	Une prévision adéquate de ces coefficients d'échanges convectifs est donc un prérequis dans l'es-
	timation de la température d'une plaque multiperforée. La démarche adoptée dans le cadre des
	différentes thèses est précisée ci-dessous.

2 Méthodologie de calcul couplée pour une paroi multiperforée

  .2)Les flux rayonnés ne peuvent être négligés dans le cadre d'une chambre réelle, et ceci à la fois du fait des écarts de température importants existant entre les différentes zones pariétales, mais également à cause du rayonnement de la flamme elle-même. Ils peuvent toutefois être estimés par des solveurs dédiés, comme les solveurs ASTRE (Monte-Carlo) ou REA (Ordonnées discrètes) de l'ONERA. De même les aspects conductifs sont le plus souvent abordés par un solveur de conduction dédié, comme le solveur ACACIA de la chaîne CEDRE. L'algorithme de couplage le plus souvent utilisé est décrit par la figure 5.7. A chaque instant de couplage, les différents solveurs s'échangent des informations de type flux ou température. A partir de là, généralement : Errera et al., 2020, dans laquelle ces questions sont étudiées avec plus de détails. La prise en compte d'un terme radiatif dans le modèle de couplage est notamment examinée. Pour des raisons de concision, seul le modèle de couplage le plus classique est donc ici envisagé. L'inconnue principale du modèle porte donc ici sur l'estimation des flux convectifs, côtés chaud et froid et dans les perforations, la température de paroi étant supposée connue. C'est ce travail qui a été abordé pour la première fois dans Cottin (2013), puis les thèses de Arroyo Callejo (2016), et enfin[START_REF] Crouzy | Modélisation thermique avancée d'une paroi multiperforée de chambre de combustion aéronautique avec dilution giratoire: modélisation et simulation des essais SAPHIR[END_REF]. Pour ces trois thèses, la même logique de travail a été suivie
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-le solveur Navier-Stokes évalue les flux convectifs à la paroi, la température de paroi étant celle fournie par le solveur solide -le solveur de conduction évalue les températures de paroi, en se basant sur la somme des flux convectifs et radiatifs

Solveur NS F cvc + F rayc

Solveur conduction T pc

Cellule limite Figure 5.7 -Schéma de calcul de l'équilibre thermique de paroi -un nouvel échange peut alors être effectué

Ceci n'est bien sur qu'un des modèles de couplage possibles, qui ne garantit pas nécessairement la meilleure robustesse, et encore moins la convergence la plus rapide vers un état stationnaire. Je citerai à ce titre une publication récente sur le sujet (dont je suis un des co-auteurs)

Cette méthodologie a été proposée pour la première fois dans la thèse de Cottin (2013), qui s'est appuyé sur la base de données construite par

[START_REF] Emidio | Refroidissement pariétal par multiperforations : Détermination de lois d'efficacité de refroidissement dans les conditions réelles de fonctionnement de chambres de combustion de turbines aéronautiques[END_REF]

. Dans le cadre de cette thèse

  , et un montage anisotherme étudiée par[START_REF] Zhang | Cooling effectiveness of effusion walls with deflection hole angles measured by infrared imaging[END_REF]. L'étude de la configuration aérodynamique a démontré l'intérêt du modèle DRSM dans la bonne description des profils de vitesse dans la première rangée de trous, où étaient disponibles des mesures PIV. Pour ce qui concerne la configuration anisotherme, elle correspondait à une injection à 45 ˝par rapport à la direction principale de l'écoulement. Une comparaison des différents modèles possibles a été faite (Figure5.11)et des écarts conséquents ont été observés jusqu'en x{d " 40, mais les caractéristiques du film sont jugés assez proches en aval. Le comportement du modèle DRSM, avec hypothèse GGDH pour les flux de chaleur turbulents, est toujours le plus satisfaisant. Toutefois, l'ensemble des modèles prévoient une décroissance d'efficacité dans les premières rangées qui n'est pas observée expérimentalement. Si le comportement après quelques rangées de trous est recherché, le modèle k ´ω SST fournit une estimation raisonnable pour un coût de l'ordre de 2 à 3 fois inférieur. Si une précision supplémentaire est visée dès les premiers trous, alors l'utilisation du modèle DRSM doit être privilégiée. Une fois ces résultats acquis, il était démontré une bonne capacité des outils à prévoir l'efficacité d'un système multipercé, y compris en giratoire. Arroyo a alors généré une base de cas tests purement numériques (pas d'expériences en regard), pour disposer d'une base de données avec injection en dérapage. C'est la combinaison de ces résultats 'virtuels' et de ceux obtenus sur la base d'Emidio qui ont ensuite pu être exploités. Plus récemment, Crouzy (2020) s'est appuyé sur ces conclusions pour reproduire une base de données expérimentale acquise à l'ONERA sur un système multiperforé testé dans des conditions réalistes (banc SAPHIR). Il a utilisé le modèle k ´ω SST, et une fois reproduits correctement les effets de conditions aux limites, l'accord a été jugé satisfaisant même si perfectible. La base de données générée avec le code Fluent comprenait environ 70 cas, ce qui excluait a priori l'utilisation de modèles DRSM, voire de flux de chaleur avancés.

  coefficient d'échange dépend le plus souvent des principales caractéristiques aérodynamiques de l'écoulement, comme le nombre de Reynolds. La détermination de corrélations sur le h est la voie naturelle systématiquement investiguée dans les expériences de laboratoire pour décrire une configuration réaliste à partir d'une expérience plus simple, mais partageant les mêmes nombres sans dimension. C'est donc la voie privilégiée, mais qui suppose l'utilisation d'une T ref appropriée, ce qui est loin d'être trivial dans le cas d'une paroi multiperforée. Cette approche a été utilisée dans la thèsede Cottin (2013), qui a cherché à construire des lois combinant des transferts classiques (Colburn) avec des effets d'aspiration et de soufflage. Le modèle distingue trois zones : aspiration, perforation et injection.Côté aspiration (froid), Cottin a proposé de modifier la loi de Colburn classique, pour prendre en compte les effets d'aspiration, en cohérence avec l'étudede Byerley, Ireland, Jones et Ashton (1988). Cette étude montrait une augmentation notable des transferts convectifs en présence d'aspiration, et du paramètre S r " V j {V f qui représente le rapport des vitesses entre l'aspiration et l'écoulement froid. La nouvelle loi proposée s'écrit : Si p et s sont respectivement les espacements longitudinaux et latéraux entre rangées, la longueur caractéristique utilisée est ps{d qui permet de déterminer le coefficient de transfert de chaleur pour le côté froid comme suit : Colburn " 0.023Re 0.8 Pr 1{3Notons que la définition de l'échelle de longueur est ici relativement ambiguë. Le motif de percage étant fixé, le rapport ps{d ne varie pas. Seule une étude sur des motifs de perçage variés aurait permis de statuer sur la pertinence de ce choix. Le système est fermé par la définition d'une température de référence que Cottin propose de prendre égale à la température dans la première cellule à la paroi.Pour ce qui concerne les perforations, le transfert thermique ne peut être décrit par une corrélation de type Colburn, les trous possédant un L{D de l'ordre de 3, loin de permettre un régime établi. Cottin aboutit ainsi à une corrélation de type 'Latzko modifiée' qui permet notamment de représenter les effets d'entrée dans le trou, qui entraînent une augmentation de h. Cottin propose d'utiliser une corrélation basée sur le nombre de Stanton (et non le nombre de Nusselt) ce qui permet de s'affranchir de la définition problématique d'une longueur caractéristique pour le côté chambre. En outre, et compte-tenu des écarts de température importants entre les jets et l'écoulement, la prise en compte du rapport des vitesses seul n'est pas suffisante. La corrélation fait intervenir le rapport de densités DR " ρ f {ρ c et de vitesses

	C 1 " 0, 5 et C 2 " 0, 77	(5.6)
	h f "	N u f ¨λf ppsq{d
	On rappelle la forme de la corrélation de Colburn pour le nombre de Nusselt :
	N u N u m Latzko " 0.02775Re 0.8 d	"	Re 0.17 d pL{dq 0.8	 0.275	(5.7)
	La longueur de référence est ici le diamètre d, et le coefficient d'échange est calculé comme suit :
	h t "	N u m Latzko ¨λf d	(5.8)
	Enfin, côté injection (ou côté chaud),				

N u f " N u Colburn p1 `C1 ¨SRq C 2 (5.5)

où C 1 et C 2 sont calibrés afin de faire correspondre les coefficients de transfert de chaleur aux résultats de la base de données. Les valeurs trouvées par Cottin sont :

  Dans tous les cas, la température de première cellule est là encore utilisée comme température adiabatique ou de référence. Florenciano Merino (2013) a comparé ses résultats LES, obtenus sur une configuration sensiblement différente (trous tronconiques), au modèle de Cottin. La figure5.15 résume les résultats obtenus. Il existe donc un bon accord sur les valeurs de coefficient d'échange côté aspiration et soufflage, mais une surestimation par le modèle des valeurs LES côté injection.

	de la perforation est :			
	h f,t " h f ´1	´σ sin α	¯`h t Σ	(5.10)
	où Σ représente le rapport entre la surface d'échange interne à la perforation et la surface
	totale (surface du motif plus la surface de l'orifice) côté froid.
	-pour les échanges côté chaud, le coefficient d'échange est ramené à la surface totale sur
	laquelle l'appliquer par :			
	h m c " h c ´1	´σ sin α	¯(5.11)
	-Pour l'échauffement dans les trous, Cottin montre que l'écoulement subit un échauffement
	non-négligeable au passage dans la perforation. Cela est pris en compte pour l'écoulement
	injecté côté chaud de la manière suivante.			
	T c ´Tf "	h t pT p ´Tf q 4L ρ f C p f σV c d	(5.12)

Ce choix est fait car la température d'échange dans la perforation est peu différente de celle rencontrée côté froid. Le nouveau coefficient d'échange réunissant celui du côté froid et celui Le modèle proposé par Cottin paraît donc intéressant, tout au moins par son estimation des coefficients d'échange convectifs. Deux défauts principaux sont toutefois à noter :

  Cottin a en outre montré que ces lois étaient très différentes des lois classiquement utilisées pour les matériaux poreux. L'explication principale avancée est que les injections restent ici discrètes, et avec des niveaux de vitesse élevés qui, même homogénéisés, sont supérieurs à ceux rencontrés dans les matériaux poreux. Ces lois permettent, sans hypothèse sur h ou T ref , de calculer le frottement et le flux de chaleur à la paroi à partir des informations dans la première cellule. Nous avons tenté de consolider ces premiers résultats dans la thèse d'Arroyo. L'objectif était notamment de les confirmer sur d'autres motifs de plaque, d'autres conditions de soufflages, et de vérifier si une injection giratoire obéissait aux mêmes lois. Ce travail a permis de montrer que ce type de lois existait bien pour chaque configuration, mais que les coefficients la pilotant devaient être ajustés. De manière générale, les lois de paroi généralisées s'écrivent :

		5.16)
	Pour le côté aspiration :	
	U `" 3.1 log `y`˘´1	
	T `" 2.8 log `y`˘´1 .1	(5.17)

4 Approche par film équivalent

  .20) où V est la composante de la vitesse normale à la paroi.Ces lois de paroi ont été intégrées dans le code CEDRE comme sous-modèle thermique du modèle homogène. Elles ont montré un bon accord avec les calculs RANS disponibles avec trous résolus. La comparaison des champs de température entre le modèle résolu et le modèle homogène peut être visualisée sur la figure5.20. Cette figure permet de montrer notamment que l'épaisseur du film de refroidissement obtenu est similaire. En outre, la figure5.21 compare les efficacités obtenues pour trois configurations. Les écarts par rapport au modèle résolu restent inférieurs à 10 % pour l'ensemble des cas testés, avec toutefois un accord moins satisfaisant pour les cas en giratoire (non-représenté ici). Le principal écueil de cette approche par ailleurs séduisante résident dans la dépendance des coefficients à certaines caractéristiques de l'injection, dont au moins le dérapage. Si différents motifs de plaques ont été investigués avec succès par Arroyo, aucun profil universel n'a pu être établi lorsque cet angle de dérapage varie. Cela rend l'utilisation de cette approche encore délicate sur un cas général. Notons que le même problème existe pour l'approche (h, T ref ) où les corrélations disponibles ne sont valables que sur une plage très limitée des paramètres.Les paragraphes précédents ont montré la difficulté des différentes approches à aboutir à un modèle thermique général, prenant en compte l'ensemble des paramètres pilotant la création du film de refroidissement. Une approche alternative, et a priori générale, a récemment été proposée dans la thèsede Crouzy (2020). Elle cherche à représenter le film issu des multiperforations comme un jet pariétal équivalent, dont la difficulté est de prévoir les principales caractéristiques. La logique suivie par Crouzy est représentée sur la figure5.22. Elle vise à établir une corrélation de la forme N u " f pReq, qui suppose la définition d'un nombre de Reynolds, et donc d'une échelle de vitesse et d'une échelle de longueur du film.

	5.3.4.-moyennes à la paroi film de refroidissement réel issu des simulations
	-moyennes dans la veine chaude
	film de refroidissement homogène équivalent
	-construction d'un nombre de Nusselt de film
	-construction d'un nombre de Reynolds de film
	corrélation pour le coefficient de transfert de chaleur
	entre le film de refroidissement homogène équivalent et la paroi
	Figure 5.22 -Démarche de construction d'une corrélation permettant de modéliser les échanges
	de chaleur entre une paroi multiperforée et un film homogène équivalent.
	Dans la thèse de G. Crouzy, la première étape a été analogue aux thèses précédentes, avec construc-
	tion d'une large base de données numériques sur 6 éprouvettes et 10 conditions aérothermiques. La

différence principale était toutefois que les éprouvettes testées étaient tubulaires, et qu'un accord satisfaisant avec les essais a pu être obtenu avec le modèle k ´ω SST de Menter. Cette conclusion avait déjà été obtenue par Arroyo avec une injection à 45 ˝. Les configurations giratoires amènent

  Crouzy a donc proposé de déterminer, à partir d'un critère de vitesse, l'épaisseur de ce film. Une première proposition dans ce sens avait auparavant été faite par[START_REF] Miron | Etude expérimentale des lois de parois et du film de refroidissement produit par une zone multiperforée sur une paroi plane[END_REF]. Le critère suggéré par Crouzy est basé sur la norme du vecteur vitesse, afin de tenir compte de l'aspect giratoire. L'épaisseur du film est évaluée à la hauteur où la vitesse atteint 99% de la vitesse extérieure. L'évolution des quantités principales de ce film équivalent est donnée sur la figure5.24. On y constate l'épaisseur croissante du film équivalent, et la différence de comportement importante entre l'injection à 90 ˝, et celles à 45 ˝et 0 ˝. Le film avec injection à 90 ˝connaît dès la 4 ème rangée une augmentation importante de son épaisseur, ce qui va de pair avec une augmentation sensible de son efficacité. On peut également constater sur cette figure le caractère auto-similaire de l'écoulement après 6 à 7 rangées, comme le montre par exemple l'évolution du taux de soufflage en fonction de la rangée considérée.Cette épaisseur va représenter la longueur caractéristique du film. Pour déterminer l'échelle de vitesse ou plutôt de débit, le produit ρU a été construit par analogie avec la corrélation pour les les jets pariétaux proposée par[START_REF] Nizou | Caractérisation du refroidissement des parois d'une chambre de combustion par multiperforations avec angle de dérapage[END_REF], qui est basée sur le maximum du profil de vitesse. Ce choix s'est montré plus pertinent que celui de considérer le ρU obtenu par intégration

du produit ρU sur une hauteur correspondant à l'épaisseur de film (voir figure 5.25) . C'est le produit ρU à la hauteur du maximum de vitesse pρU q| Umax qui a donc été pris en compte pour la construction du nombre de Reynolds de film, soit :

  Mon sentiment est que, le plus souvent, ces bases restent insuffisamment exploitées, notamment à des fins de modèles. Une des raisons en est probablement que l'essentiel de la modélisation RANS remonte souvent à plus de dix ans et peu d'équipes continuent d'investir sur le sujet, en dépit de son importance potentielle. Nous souhaitons donc poursuivre dans cette voie. Pour ce qui concerne la modélisation des écoulements à l'impact, nous souhaitons, en coopération avec R. Manceau et comme mentionné plus haut, nous appuyer sur les données LES pour proposer un nouveau modèle de diffusion par la pression. Ce type d'approche n'est pas limité à l'impact et nous voulons également la mettre en oeuvre sur une application de type jet lanceur pour mieux décrire le mélange thermique en sortie tuyère. Les thèmes de recherches de notre équipe nous poussent également à continuer d'investir sur le modèle de flux de chaleur turbulent. Une voie est à ce titre d'utiliser la brique thermique du modèle VALM pour la coupler par exemple avec le modèle EBRSM de Manceau.Concernant l'amélioration des modélisations DRSM, nos travaux ont fait ressortir leur grande sensibilité à la variable de dissipation transportée. Les résultats actuels nous font penser que les résultats les plus probants sont obtenus avec le modèle EBRSM de Manceau. Nous souhaitons investiguer la possibilité de l'améliorer par des modifications de l'équation de dissipation. C'est ce type de démarche qui avait conduit à reformuler le terme de production de l'équation de dissipation du modèle k´ε realizablede Shih, Liou, Shabbir, Yang et Zhu (1995). Nous serons à court terme également impliqués dans le développement d'une correction du modèle permettant de garantir un comportement satisfaisant dans des couches limite fortement anisothermes. Ce travail avait été effectué dans la thèse de Catris (1999) sous la direction de B. Aupoix pour les modèles à deux équations de transport.Si ces modèles gagnent en complexité, nous devons garantir à l'ONERA leur robustesse, et un niveau de performances CPU raisonnable, en tout cas compatible du gain de représentativité visé. C'est un point de vigilance, les modèles avancés nécessitant encore le plus souvent des traitements et précautions particuliers.Pour ce qui concerne ce volet de modélisation de la turbulence, une piste indispensable à suivre me paraît être celle de l'amélioration des modèles RANS par l'utilisation de techniques de Machine Learning. S'il y a forcément une part de mode autour de l'IA, elle paraît en fait être une manière de systématiser les efforts entrepris par le passé pour établir le modèle le plus universel possible. Pour paraphraser un article récentde Duraisamy, Iaccarino et Xiao (2019), 'Turbulence Modelling in the Age of Data', les efforts actuels pour assimiler des bases de données expérimentales, et en déduire des modèles 'optimaux' peuvent être vus comme un moyen d'utiliser les puissances de calcul courantes pour déterminer les paramètres('features') les plus pertinents qui pilotent les modèles, et ajuster les constantes.Plusieurs voies sont en cours d'investigation, et je revendique pas d'expérience personnelle sur le sujet. Mon impression est toutefois que les techniques utilisées pourraient par exemple permettre de contribuer à améliorer les modèles DRSM via l'introduction de termes perturbatifs sur les équations de transport des tensions de Reynolds. De la même façon, ce type de technique pourrait se substituer à des modèles thermiques classiques, comme l'a montré par exemple Milani à Stanford[START_REF] Milani | A Machine Learning Approach for Determining the Turbulent Diffusivity in Film Cooling Flows[END_REF], sur un écoulement de film cooling. Par rapport à des approches classiques, et en partant d'une base DNS/LES ce type de traitement permet d'estimer une diffusivité thermique qui conduit à une amélioration nette de la prévision du mélange. L'accessibilité de plus en plus grande de bibliothèques IA devrait faciliter ce processus.Concernant la modélisation des parois multiperforées, et en dépit d'efforts récents dans notre équipe, nous n'avons à ce jour pas identifié de base de données détaillée en dilution giratoire permettant de valider nos différents modèles sur une expérience dédiée et bien documentée. Comptetenu de l'influence observée de la variable transportée sur la prévision du film, nous souhaiterions pouvoir disposer d'une telle information pour statuer plus avant sur le potentiel des modèles DRSM sur ce point. Il semble en effet qu'en giratoire, la qualité de la prévision soit moins affectée par l'utilisation d'un modèle isotrope, ce qui est a priori un résultat surprenant. La coopération avec d'autres équipes comme le CERFACS, à l'exemple de l'étude conduite sur le cas de Penn State pour le film-cooling turbine, est une voie également intéressante à suivre pour s'appuyer sur des bases de données LES détaillées et riches d'enseignement, notamment sur ces problèmes de multiperforation.Pour conclure sur une touche plus personnelle, je dirais que le travail de modélisation effectué au long de ces années peut être considéré comme frustrant, tant il s'est heurté à nombre d'impasses...et de faux espoirs ... Mais il offre le plaisir sans cesse renouvelé d'essayer de représenter une réalité complexe ... et d'échanger avec une communauté riche de personnalités et d'idées...Parfois le plaisir est dans le cheminement... Le nombre |Π´1| mesure l'écart relatif entre k et sa valeur d'équilibre k eq . Le nombre |g k | est le taux d'hétérogénéité du champ des fluctuations. Notons que les modèles classiques ont été développés dans le cadre des écoulements isovolumes, pour une turbulence localement homogène et pleinement Dans ce paragraphe, on supposera que les conditions A.7 sont satisfaites. Compte tenu de la relation A.1, on a Pour écrire l'équation de l'échelle L, il suffit d'appliquer le changement de variable A.8, en combinant les deux équations du modèle k-standard, soit : D{Dt est la dérivée matérielle. Il faut ensuite mettre le résultat sous forme conservative, en utilisant la relation A.9. Cette opération provoque l'apparition, au niveau de la source volumique S l , d'une forme bilinéaire des vecteurs g k et g l . Dans le nouveau système, les flux de diffusion des quantités ρk et ρl sont : `κ2 Ψ ´bLL g L ¨gL ´bkk g k ¨gk ´bkL g k ¨gL ˘. (A.14) Ici, Ψ est une fonction linéaire du rapport production sur dissipation Π (voir A.5), soit Ψ " 1 `cL p Π ´1 q . (A.15) Ici, l'échelle de dissipation l est supposée égale à L, avec, pour éviter les divisions par zéro, une borne inférieure liée à la taille de la maille δ, soit l " max p L , c lmin δ q , c lmin " 0.01 à 0.1 . (A.27) Le premier terme ( lam ) de la relation A.26 représente la dissipation directe des tourbillons énergétiques par effets visqueux. Il est négligeable devant le second ( tur ) lorsque la turbulence est pleinement développée, mais il devient prépondérant au voisinage immédiat des parois (sous-couche visqueuse, y `ă 5) : Comme dans le modèle k-, f l est une correction de réalisabilité, fonction du rapport entre énergie k et son niveau d'équilibre k eq , soit ici : La constante α doit toujours être inférieure à un. Les fonctions correctrices f ν et f simulent l'effet d'amortissement dû à la viscosité moléculaire. Elles varient de zéro (si r t ! 1) à un (si r t " 1) : Les deux constantes r ν et r ont été numériquement ajustées pour donner de bons résultats dans les couches limites d'équilibre, sur toute la zône interne (L=κy). Nous recommandons le choix suivant : r ν " 21.3 et r " 16.8 On utilisera plus loin une troisième fonction du nombre r t , derivée de f ν , et qui varie de 2 à 1 : Les flux de quantités ρk et ρL sont donnés par les relations A.11. La source de ρk est : S k " P ´ρ " 2 µ t D 2 ´ρ (A.31) avec µ t et donnés respectivement par A.24 et A.26. La source ρL doit être corrigée pour que la solution au voisinage des parois soit l = κ y, y compris dans les sous-couches bas Reynolds. La forme générale en est LL , b kk et b kL qui dépendent du nombre de Reynolds r t , par l'intermédiaire des fonctions correctrices définies plus haut (A.29 et A.30). Dans Charme, les options disponibles sont synthétisées dans le tableau ci-dessous. Seules les options 2 et 3 correspondants à un modèle k ´L pur, et à un modèlek ´L équivalent à un modèle k ´ε sont recommandées. Le modèle v 2 ´f a initialement été proposé par P. Durbin (P. A. Durbin, 1991, P. A. Durbin, 1995). Ce modèle isotrope est d'abord basé sur l'idée que le blocage cinématique à la paroi porte uniquement sur les fluctuations de vitesse normale à la paroi, notées v 2 , et non sur l'énergie cinétique de turbulence k, qui agrège les fluctuations dans l'ensemble des directions. Le modèle est donc un modèle k-ε classique, auquel est rajoutée une équation de transport pour ces fluctuations v 2 . Pour dériver l'équation de v 2 , Durbin considère l'équation de transport classique des tensions de Reynolds et l'effort porte sur la modélisation du terme de corrélation pression-déformation. La dérivation est faite dans un cadre incompressible, où la pression obéit à une équation de Poisson. La différence entre le terme de redistribution et le terme de dissipation peut alors s'écrire φ 22 ´ε22 " ϕ 22 ´ε v 2 k (B.1) avec, φ 22 terme de redistribution, ε 22 terme de dissipation et ϕ 22 " kf (B.2) où f obéit à une équation elliptique de type Helmholtz modifiée. f ´L2 ∆f " f h (B.3) L'équation B.3 est obtenue en écrivant que p est solution d'une équation de Poisson et en considérant le produit fluctuation de vitesse-gradient de pression, qui s'exprime sous la forme d'une intégrale de corrélations pression-déformation. En modélisant ces corrélations au travers d'une Ces modèles, s'ils présentent une approche nouvelle et intéressante, posent toutefois des problèmes de stabilité numérique et de convergence, essentiellement dus au couplage des équations de v 2 et f , ainsi qu'au caractère elliptique de l'équation de f . Pour remédier à ces défauts, Lien et Kalitzin (2001) ont proposé d'effectuer un changement de variable pour l'équation de f en écrivant : Ce changement de variable permet d'écrire la condition f " 0 à la paroi, ce qui permet de découpler les équations de v 2 et f et facilite une résolution découplée des équations. Il convient de noter que le terme ´5L 2 ∇ 2 pεν 2 {k 2 q qui apparaît naturellement dans la nouvelle équation de f est négligé, ce qui est erroné. Laurence, Uribe et Utyuzhnikov (2005) montrent en effet que ce terme est du même ordre de grandeur dans la zone logarithmique que les autres termes de l'équation de f . Ceci conduit à une surestimation de v 2 par comparaison avec les premières versions du modèle. C'est cette version dite Lien01 qui a toutefois été implantée dans les principaux codes commerciaux (StarCD, StarCCM, Fluent) ainsi que dans les codes MSD et CEDRE. En résumé le modèle de Lien[START_REF] Lien | Computations of transonic flow with the v2-f turbulence model[END_REF] s'écrit pour les équations de v 2 et f :B t v 2 `U.∇v 2 " kf ´6v 2 ε k `1 ρ ∇.En 2004, une nouvelle amélioration a été apportée au modèle simultanément par Hanjalic et Laurence
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	et celle de ρL est de la forme σ L L S L " µ t f β " 1	`rt f ν	df ν dr t	" 1	`1 ´f 2 ν f ν	r t r ν	(A.30)
	S L " β	µ L	`κ2 ´gL ¨gL	˘`µ t σ (A.32)

L " 1, la source volumique de ρk est

S k " P ´ρ " c p Π ´1 q ρ k L L `κ2 Ψ ´bLL g l ¨gL ´bkk g k ¨gk ´bkL g k ¨gL ˘,

B.1 Un panorama rapide des travaux sur les modèles v 2 -f

Le modèle de Billard-Laurence Le

  Cette limite se présente comme un rapport entre deux quantités d'ordre deux et non des quantités d'ordre quatre. Enfin, pour pouvoir écrire la condition aux limites f ÝÑ 0, Laurence propose le changement de variable suivant : modèle proposé par Laurence a été enrichi des travaux d'Uribe[START_REF] Uribe | An industrial approach to near-wall turbulence modelling for unstructured finitevolume methods[END_REF], puis de Billard[START_REF] Billard | A robust k ´ε ´v2{k elliptic blending turbulence model applied to near-wall, separated and buoyant flows[END_REF]. Les travaux les plus récents sur le sujet sont ceux de Billard[START_REF] Billard | A robust k ´ε ´v2{k elliptic blending turbulence model applied to near-wall, separated and buoyant flows[END_REF]. Billard propose une synthèse des travaux sur les vingt dernières années, en mettant en évidence les écarts entre modèles et en faisant ressortir leurs avantages et défauts respectifs. Sur cette base, Billard et Laurence proposent un modèle à pondération elliptique, reprenant les idées des modèles de 2004, mais modifiant le terme de redistribution par une pondération entre une solution proche paroi et une solution homogène. Les constantes ont également fait l'objet d'un recalibrage. Le modèle prend la forme suivante : 1Les équations du modèles dynamiques sont tout d'abord rappelées. L'équation d'équilibre dynamique à la base du modèle algébrique pour les tensions de Reynolds est :N 1 a ij " ´A1 S ij ´A2 ˆaik S kj `Si k a kj ´2 3 a kl S lk δ ij

				f " f	´2νp∇ϕ∇kq k	´ν∇ 2 ϕ	(B.14)
	Récapitulatif de la formulation du modèle
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t pB k B j U i qpB k B j U i q (B.15) 1. Rappel : DD t " BB t `U.∇˚, dérivée particulaire.

Annexe C

  ´2A 2 η 2 q ¸, P 2 ă 0, P 1 ă 0 de ce dernier paramètre permet d'obtenir les coefficients de projection, le tenseur d'anisotropie et donc les tensions de Reynolds.Les équations du modèle thermique sont maintenant rappelées. Le vecteur flux de chaleur turbulent normalisé ξ " u 1
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C.2 Modèle EAHF M

Équation de transport pour la dissipation spécifique

  avec y la distance à la paroi. La constante c ω3 est fixée à c ω3 " 0. Côté thermique : Enfin, la viscosité turbulente utilisée pour les équations de transport de k et ω défini par : " 0, 09 et P r t " 0, 85.où n i désigne les composantes de la normale locale à la paroi. La fonction de pondération est représentée sous la forme f " α 3 (D.5) où α désigne le paramètre de pondération elliptique.La viscosité turbulente ν t intervient dans le terme de diffusion. Par rapport à sa forme classique dans un modèle k ´ω, le modèle utilisé fait intervenir un terme correctif issu de la correction de Yap et une fonction d'amortissement f w pour avoir le bon comportement dans la région de paroi. La viscosité turbulente s'exprime donc sous la forme Ṫoutes les constantes dans cette équation (γ, β, σ) sont obtenues par pondération entre les valeurs dans la région interne (indice 1 ) et dans la région externe (indice 2 ) sous la forme La dissipation ε est déduite de la dissipation spécifique ω en faisant intervenir la correction de Yap et une correction de paroi f ε n l n k pn i n j `δij q  (E.5)où n i désigne les composantes de la normale locale à la paroi. La fonction de pondération est représentée sous la forme f " α 3 (E.6) où α désigne le paramètre de pondération elliptique.Ce modèle de redistribution est commun avec le modèle DRSM ATAAC.Le terme de dissipation ε ij est obtenu sous la forme suivante :

	tandis que le modèle de paroi a la forme
	pΦ ij `Φji ´εij q w "	´ε k	"	Dk θ Dt u 1 i u 1 j	" P θ ´εθ `5 ´u1 i u 1 k n j n k `B Bx j `u1 ˆpα `αt q ¯´5 ˙(C.13) Bk θ Bx j j u 1 k n i n k 2 u 1 l u 1
								ε θ "	k θ ε r k	(C.14)
	Le rapport des échelles turbulents r est défini par :
								r " `1 ´α3 ˘P r `α3 r h	(C.15)
	Le profil de taux de dissipation thermique nécessaire aux modèles algébriques est obtenu par la relation : ε " β ˚fw ωk (C.16) f w " 5 18 `13 18 tanh ¨¨d 4 b ωk ν 3 42 '3 ‹ ' (C.17) ν t " ´1 2 γ 1 kτ (C.18) τ " max ˆk ε ; C τ c ν ε ˙(C.19) avec C τ " 6. La diffusivité turbulente utilisée pour l'équation de transport de la demi-variance thermique est définie par : α t " min ¨ˇˇ´u 1 i T 1 ¨BT Bx i ˇB T Bx i ¯2 ; 2 C µ P r t k 2 ε ‹ ' (C.20) 2 3 C s β ˚min " k ω ; k `3{2 0 κ  ? ky f w " 0, 15 `0, 85f (D.6) C s " 0, 22 β ˚" 0, 09 k 0 " 3, 118556 κ " 0, 41 D.2 Dω Dt " γ P k ω k ´βω 2 `div " pν `σω ν ω t q grad ω ‰ `2 p1 ´F1 q σ ω2 1 ω grad k ¨grad ω (D.7) « max ˜?k 0, 09ωy ; 500ν ωy 2 ¸; 4σ ω2 k CD kω y 2 ff CD kω " max ˆ2σ ω2 1 ω Bk Bx j Bω Bx j ; 10 ´20 C " F 1 C 1 `p1 ´F1 q C 2 (D.8) ε ij " `1 ´α3 ˘ui u j k ε `2 3 α 3 εδ ij (E.7) E.2 Équation de transport pour la dissipation L'équation de transport pour la dissipation s'écrit Dε Dt " C 1 ε 1 P ´Cε 2 ε T `B Bx l ˆCµ σ ε u l u m T Bε Bx m ˙`ν B 2 ε Bx k Bx k (E.8) avec , C ε 1 " 1, 44; C ε 2 " 1, 83; σ ε " 1, 15 (E.9) et, C 1 ε 1 " C ε 1 " 1 `A1 `1 ´α3 ˘P ε  , A 1 " 0, 065 (E.10) Le temps caractéristique turbulent est borné par le temps de Kolmogorov, avec C µ ν t " f w avec T " max ˆk ε , C T ´ν ε ¯1{2 ˙CT " 6 (E.11)
	1qinterne			γ 1 "	5 9		β 1 " 0, 0750	σ ω1 " 0, 605	(D.9)
	2qexterne			γ 2 " 0, 664	β 2 " 0, 0828	σ ω2 " 0, 65
	La viscosité turbulente dans cette équation garde la même forme que dans les modèles k ´ω, à
	savoir				4 1 ˘, arg 1 " min ν ω t " « max k ω	˜?k 0, 09ωy	;	y 2 ω 500ν	CD kω y 2 ¸; 4ρσ ω2 k	ff	(D.10)
	ε " f ε max	«	β ˚ωk;	CD kω " max ˆ2ρσ ω2 ˆk k 0 ˙3{2 1 κy ff f ε " 1 ω	Bk Bx j 5 18 `13 Bω Bx j ; 10 ´20 18 tanh » ˙ ----¨y 4 c 42 ωk ν 3	' 3 fi fl ffi ‹ ‹ ffi ffi	(D.11)

L'équation de transport pour la dissipation spécifique s'écrit où la fonction de pondération F 1 est issue du modèle BSL

F 1 " tanh ζ 4 ζ " min k

En 2004, je fus alors sollicité par Snecma, pour être détaché pendant deux ans en tant qu'adjoint au chef de département Méthodes à Villaroche. L'idée sous-jacente était de m'imprégner au mieux des technologies et des thèmes de recherches chez Snecma, avant de retourner à l'ONERA pour rapprocher les équipes ONERA et SAFRAN, et favoriser les échanges sur ces thèmes. Cette période, de 2004 à 2006, fut pour moi l'occasion de découvrir le fonctionnement quotidien en milieu industriel, mais également de nouer un certain nombre de liens privilégiés. Ce fut également l'occasion de copiloter le réseau MAIA, fédérant les différents laboratoires en mécanique travaillant avec SAFRAN. D'un point de vue recherches, cela m'a permis de me familiariser avec des thématiques que j'appréhendais peu jusqu'ici, allant de la modélisation de l'endommagement, aux techniques de propagation de fissure.

(e) EBRSM + GGDH (f) EBRSM + GGDH mod (g) EBRSM + HOGGDH
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expérimentale, des cartographies de température de paroi avaient été obtenues par thermographie infrarouge. Un post-traitement donnant accès au niveau de flux avait également été proposé. La méthodologie de calcul couplée a été mise en oeuvre sur un motif de plaque, et ce pour 5 conditions aérothermiques décrites dans le tableau 5.2. Le motif de plaque retenu l'a été pour son aspect représentatif par rapport à une chambre de turbomoteurs. Les 5 conditions aérothermiques correspondaient notamment à une variation importante du taux de soufflage. Ce nombre de configurations était en outre compatible avec la nécessité de développer auparavant la méthodologie de calcul, avant de l'appliquer aux 4 autres cas. Il faut toutefois noter que ce nombre de configurations restait faible dans une logique d'établissement de corrélations. Ainsi il doit plutôt être vu, pour un motif de perçage donné, comme une première tentative de prise en compte des phénomènes de soufflage et d'aspiration. Une allure du maillage fluide utilisé par Cottin peut être visualisée sur la figure 5.8. Il comprend environ 2,5 millions de cellules, avec une résolution de la zone de paroi, et une quarantaine de cellules pour discrétiser le diamètre de chaque trou.

Pour ce qui concerne la modélisation de la turbulence, plusieurs modèles ont été évalués. mesure donc le rapport entre transport turbulent à grande échelle et dissipation visqueuse directe des tourbillons. D'après la théorie de Kolmogorov, le taux de dissipation de la turbulence (par unité de masse) est :

et la viscosité tourbillonnaire

Pour que, près des parois, l soit égal à la longueur de mélange de Prandtl, il suffit de poser

). D'un point de vue mathématique, les deux systèmes seront strictement équivalents en écoulement isovolume. On note en outre, P la production d'énergie cinétique ρk par unité de volume, Π le rapport entre production et dissipation,

et g z le gradient logarithmiques de toute variable z, adimensionné par l'échelle L :

Pour que le nouveau système k-L soit équivalent au k-standard, il faut que les constantes apparaissant dans les relations A.11, A.13 et A.14 soient de la forme :

Si on utilise le jeu habituel de constantes, on constate que c L est de l'ordre du dixième. Il en résulte que la source de l dépend peu du taux de production de l'énergie (Ψ » 1). Quant aux deux derniers termes de la forme bilinéaire, ils ne sont significatifs que dans les zônes où le champ turbulent est fortement hétérogène, c'est-à-dire là où la validité du modèle k-est la plus contestable. Ces observations suggèrent que l'effet des constantes c L , b kk et b kL est assez peu sensible : on pourra modifier leur valeur voire les annuler sans changer profondément la dynamique du système. Quoi qu'il en soit, le jeu de constantes c L = 0, b kk = 0 et b kL = 0.5 conduit à une équation de transport de L qui, sous forme non conservative, est très simple :

On voit en particulier que, si L Ñ 0 (près d'une paroi par exemple), on a la solution asymptotique L Ñ κ y.

A.0.2 Corrections bas Reynolds.

Le modèle précédent est étendu pour prendre en compte les effets d'amortissement de la turbulence au voisinage de la paroi, lorsque la viscosité tourbillonnaire n'est plus prédominante par rapport à la viscosité cinématique.

La viscosité turbulente devient alors :

La fréquence de dissipation de la turbulence (en chaleur) se décompose maintenant en une partie laminaire et une partie turbulente selon :

Cela donne un taux de dissipation par unité de masse :

forme exponentielle avec une longueur de corrélation unique L dans toutes les directions, on peut montrer que le produit fluctuation de vitesse-gradient de pression (et par extension f ) est solution d'une solution de type Helmholtz modifiée. L est donc une échelle de longueur caractéristique de la turbulence, et f h est dérivée de modèles au second ordre dans les régions homogènes. Le comportement asymptotique de f à la paroi est donné par :

La fluctuation de vitesse v 2 intervient dans la définition de la viscosité turbulente au travers de la relation

Une des principales conclusions de P. A. [START_REF] Durbin | Near-wall turbulence closure modeling without damping functions[END_REF] est que cette prise en compte de v 2 (avec un amortissement correct venant de f) permet de s'affranchir de l'utilisation de fonctions d'amortissement, à caractère nécessairement empirique.

La première version 'mature' du modèle v 2 -f a été proposée par Durbin en 1995 (P. A. [START_REF] Durbin | Separated flow computations with the k-epsilon-v-squared model[END_REF]. Elle s'appuie sur les premiers développements proposés en 1991 et 1993. Ainsi la constante C ε1 varie en fonction de la distance à la paroi d, ce qui étend la limite de validité du modèle à des écoulements autres que ceux de couche limite pour lesquels une valeur de 1,7 avait été initialement proposée. À partir de 1996, le modèle incorpore en outre des limiteurs sur les échelles turbulentes de temps et de longueur dans les régions de fortes déformations (P. [START_REF] Durbin | On the k ´ε stagnation point anomaly[END_REF], ce qui permet d'améliorer le comportement notamment au niveau des points d'arrêt. Le système d'équations proposé s'écrit :

où ρ est la masse volumique, U la vitesse moyenne et P la production d'énergie cinétique de turbulence due aux gradients de vitesse moyenne :

La viscosité turbulente est donnée par :

Les échelles de temps et de longueur s'écrivent :

Enfin, les coefficients du modèle sont donnés par :

Les conditions aux limites qui permettent d'assurer un comportement correct de k et v 2 en proche paroi s'écrivent pour leur part : 

Les constantes de ce modèle baptisé BL (pour Billard-Laurence) sont les suivantes :

La résolution de cette équation est réalisée grâce à la méthode de Cardan. N 1 est alors donné par :

Le paramètre N 1 θ est enfin donné par :

˜´1

Annexe D

Rappel du modèle DRSM ATAAC

Ce modèle a été développé par B. Aupoix dans la cadre des programmes européens FLOMANIA et ATAAC. Il est formé de l'équation de transport pour le tenseur de Reynolds et de l'équation de transport pour la dissipation spécifique ω.

D.1 Équation de transport pour le tenseur de Reynolds

L'équation de transport pour le tenseur de Reynolds peut s'écrire sous la forme

où les termes de convection et de production sont exacts tandis que le terme de diffusion a déjà été modélisé sous une forme de loi en simple gradient (modélisation SSGH).

Les termes de redistribution Φ ij `Φji et de dissipation visqueuse´ε ij sont modélisés ensemble, comme une pondération entre le modèle SSG Speziale et al., 1991, applicable loin des parois, et un modèle de paroi [START_REF] Manceau | Elliptic blending model: A new near-wall Reynolds-stress turbulence closure[END_REF], sous la forme Φ ij `Φji ´εij " p1 ´f q pΦ ij `Φji ´εij q SSG `f pΦ ij `Φji ´εij q w (D.2) Le modèle SSG s'écrit

tandis que le modèle de paroi a la forme

D.3 Détermination du coefficient de pondération elliptique

Le coefficient α est déterminé à l'aide de l'équation elliptique

Pour rappel, l'emploi de l'équation elliptique permet de définir le vecteur normal à la paroi intervenant dans le modèle de paroi (E. Les termes de redistribution Φ ij `Φji et de dissipation visqueuse´ε ij sont modélisés ensemble, comme une pondération entre le modèle SSG Speziale et al., 1991, applicable loin des parois, et un modèle de paroi [START_REF] Manceau | Elliptic blending model: A new near-wall Reynolds-stress turbulence closure[END_REF], sous la forme Φ ij `Φji ´εij " p1 ´f q pΦ ij `Φji ´εij q SSG `f pΦ ij `Φji ´εij q w (E.3) Le modèle SSG s'écrit pΦ ij `Φji ´εij q SSG " ´pc 1 ε `c1