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Modgéle hybride de surface active pour ’analyse du comportement aérodynamique
des rotors éoliens a pales rigides ou déformables

Les travaux présentés ici portent sur 1I’exploration et la modélisation de 1’écoulement a
travers les rotors éoliens. Le but est de proposer un modéle hybride de surface active permettant
de simuler rapidement 1’écoulement et d’étre intégrable dans un calcul de couplage fluide
structure. Les travaux de modélisation sont accompagnés par des explorations a I’aide de la PIV
et de ’anémométrie a fil chaud. Ces explorations d’écoulement autour d’une éolienne et autour
des profils de pales en rotation, ainsi que le développement d’une méthode d’analyse de
I’écoulement, ont permis de fournir les données nécessaires pour le calcul et notamment les
caractéristiques 3D du profil en rotation. Les autres mesures réalisées ont servi comme base de
données pour valider le modéle propose.

Dans les travaux de simulations, un nouveau modéle hybride, basé sur la surface active,
est développé. Le calcul a I’aide du modéle proposé est un calcul itératif mené par un solveur
d’équations de Navier-Stokes. Un logiciel spécifique est créé et intégré au solveur afin de
déterminer les efforts appliqués sur les surfaces actives a chaque itération. Pour le calcul de
puissance, les résultats du modéle sont comparés avec les données expérimentales issues des
essais NREL Phase VI dans la soufflerie de la NASA Ames. En ce qui concerne les champs de
vitesse autour des profils des pales et au travers du rotor, le calcul est comparé avec les données
expérimentales obtenues dans le cadre de cette thése, dans la soufflerie d’Arts et Métiers
ParisTech.

L’étude menée par la suite prouve que ce modele est bien adapté pour 1’étude des
éoliennes a pales déformables ou 1’on doit tenir compte du couplage « fluide-structure ». Pour
valider la méthode proposée pour 1’étude des éoliennes a pales déformables, 1’étude est faite
dans le cas de 1’éolienne NREL Phase VI. Les résultats de simulation sont comparés avec les
données expérimentales et montrent la faisabilité et 1’efficacité du modele et de la méthode de
couplage.






Actuator surface hybrid model for aerodynamic analysis of flow trough wind
turbine rotor with rigid or flexible blades

This work presents the exploration and modeling of flow past wind turbine rotor. The
aim is to propose an actuator surface hybrid model to simulate rapidly the flow and also be
coupled with structure solver for fluid structure interaction. Besides numerical simulation, the
PIV and hot wire explorations are also carried out. These explorations of flow around the wind
turbine and rotating blades airfoil have provided the data necessary to calculate 3D airfoil
aerodynamic performance while in rotation. The results of these measurements are also used to
validate the proposed model.

The new actuator surface model is developed to model the flow around wind turbine
rotor. To implement the proposed model, Navier-Stokes solver is used. Specific software is
created and integrated into the solver to determine the forces applied on the blade surfaces after
each iteration. The aerodynamic performance obtained by this hybrid model is compared with
experimental data of NREL Phase VI obtained in wind tunnel at NASA Ames. Whereas, the
velocity field around the blade airfoil and flow past the rotor are compared with experimental
data obtained in this research work in the wind tunnel of Arts et Metiers ParisTech.

Further research shows that this model is well suited for the study of flexible wind
turbines blades, where it is needed to take into account the fluid-structure interaction. To
validate the proposed method for the flexible blades, a study is also conducted for the case of
the NREL Phase VI wind turbine. The simulation results are finally compared with
experimental data which show the feasibility and effectiveness of the proposed model and the
coupling method.
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INTRODUCTION GENERALE

1.1 Présentation générale de recherche

Les travaux présentés ici portent sur l’exploration et la modélisation de
I’écoulement a travers les rotors €oliens. Le but est de proposer un modele hybride de
surface active permettant de simuler rapidement 1’écoulement et d’étre intégrable dans
un calcul de couplage fluide-structure.

Les travaux de modélisation sont accompagnés d'explorations en soufflerie a
I’aide de la vélocimétrie par images de particules (PIV) et de I’lanémométrie a fil chaud.
Les explorations d’écoulement, autour de 1’éolienne et autour des profils de pales en
rotation, ont permis de fournir les données nécessaires pour créer une base de données
afin de valider le modéle proposé. Une méthode d’analyse de 1’écoulement a permis, a
partir du champ de vitesse autour de la coupe de la pale, d’obtenir les caractéristiques
aérodynamiques 3D du profil en rotation ; caractéristiques qui sont nécessaires pour les
calculs avec le modele hybride.

Dans les travaux de simulations, un nouveau modeéle hybride, basé sur la surface
portante, est développé. Le calcul a I’aide du mode¢le proposé est un calcul itératif mené
par un solveur d’équations de Navier-Stokes. Un logiciel spécifique est créé et intégré
au solveur afin de déterminer la discontinuité de pression appliquée sur les surfaces
portantes qui remplacent les pales réelles. A partir du champ de vitesse a I’amont des
profils de la pale et des propriétés aérodynamiques, le logiciel renouvelle la pression a
chaque itération, jusqu'a la convergence du calcul.

Pour le calcul de puissance, les résultats du modele sont comparés avec les
données expérimentales issues des essais NREL Phase VI dans la soufflerie de la NASA
Ames. En ce qui concerne les champs de vitesse autour des profils de pales et au travers
du rotor, les résultats sont comparés avec les données expérimentales obtenues durant
cette these, dans la soufflerie d’Arts et Métiers ParisTech.

La capacité de ce modeéle pour déterminer le comportement énergétique et
aérodynamique étant démontrée, la suite du travail démontre que ce modeéle est bien
adapté pour 1’étude des ¢€oliennes a pales déformables ou 1’on doit tenir compte du
couplage « fluide-structure ». L’avantage du modéle hybride est qu’il utilise les
caractéristiques aérodynamiques instationnnaires du profil. Ainsi, au lieu d’utiliser le
maillage déformable tridimensionnel qui se déchire rapidement et occasionne des

problémes, notre modeéle utilise des maillages déformables bidimensionnels.

Afin de valider la méthode proposée pour 1’étude des éoliennes a pales
déformable, une étude est menée pour le cas de 1’éolienne NREL Phase VI. Les résultats
de simulation sont comparés avec les données expérimentales et montrent la faisabilité
et I’efficacité du modele et de la méthode de couplage.
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1.2 Contenu du mémoire

Le mémoire est divisé en sept chapitres.

Le premier chapitre présente les théories aérodynamiques appliquées aux
rotors ¢éoliens. La théorie du disque actif et la théorie de 1’élément de pale sont
présentées avec plus d’attention parce qu’elles font partie de presque toutes les
modélisations hybrides. En effet, c’est la théorie du disque actif qui permet d’établir la
relation entre la variation de pression du fluide créée par le rotor et la vitesse a I’aval.
Malgré les résultats importants obtenus avec le disque actif, il n’est pas possible
d’analyser I’écoulement autour des pales et de tenir compte de la géométrie réelle du
rotor. Par ailleurs, c’est la théorie de I’élément de pale qui donne la possibilité d’utiliser
les caractéristiques aerodynamiques du profil et d’analyser en détail I’écoulement le
long de la pale.

Les théories tourbillonnaires plus élaborées vont plus loin que la théorie simple
et tiennent compte des singularités créées par chacun des tourbillons issus des
extrémités des pales. Les pales sont représentées comme des lignes
tourbillonnaires «méthode de la ligne portante» ou comme des surfaces «méthode de la
surface portante». L’inconvénient de ces méthodes est qu’elles sont potentielles et ne
prennent pas en compte la viscosité de I’air.

Les méthodes de calcul les plus puissantes sont basées sur la résolution
numérique des équations de Navier-Stokes. Certains inconvénients de ces méthodes
viennent de 1’écart des résultats dans le cas de décollement et du temps de calcul tres
élevé.

Le second chapitre présente les modéles hybrides existants et le développement
d’un mode¢le de surface portante. Le calcul a I’aide d’un modéle hybride s’impose quand
on a besoin de connaitre les effets sur un écoulement dus aux surfaces fixes comme les
ailes, ou tournantes comme les pales des rotors. On se retrouve dans la méme situation
lors de I’¢tude du sillage en aval d’une hélice d’hélicoptére ou d’un avion si on
s’intéresse a ’interaction aérodynamique entre hélice et fuselage. On peut également
souligner le cas d’¢oliennes dans un parc quand on s’intéresse au sillage lointain a I’aval
du rotor. La connaissance du développement de ce sillage est importante pour étudier
I’influence de I’éolienne sur les autres machines dans le parc.

Dans la modélisation hybride on remplace la surface réelle des ailes ou des pales
par les efforts qu’ils exercent sur I’écoulement. Les modeles hybrides sont constitués
par deux modules. Le premier est un solveur d’équations de Navier-Stokes et le second
est un logiciel qui permet de determiner la discontinuité de pression imposée sur les
surfaces qui remplacent les pales.

Le calcul hybride est itératif et mené par le premier module qui est le solveur
d’équations de Navier-Stokes. Le deuxieme module, qui détermine les efforts appliqués
sur les surfaces portantes, est un logiciel appelé par le solveur a chaque itération. La
bonne qualité de ces méthodes est basée surtout sur I’emploi des caractéristiques réelles
des profils. Il est a noter que méme aujourd’hui, ces méthodes sont préférées par les
chercheurs pour les calculs des éoliennes.
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La représentation du rotor et l'application des efforts constituent la différence
entre les modéles. Selon la complexité, il existe trois modéles hybrides différents:
disque actif, ligne active, surface active. Pour améliorer la représentation des pales des
rotors ou des ailes, on propose d’utiliser la méthode de la surface portante.

Le troisieme chapitre concerne I’exploration d’écoulement a la sortie du rotor
et dans le sillage a I’aide de I’anémométrie fil chaud. Le but de cette étude est
d’approfondir la connaissance de 1’écoulement a travers I’éolienne et d’extraire les
caractéristiques aérodynamiques des pales du rotor. L’exploration et 1’analyse du
développement du sillage permettent d’améliorer les modéles de calcul. Il est a noter
que la conception de la modélisation hybride nécessite la connaissance de polaires des
profils. Les mesures de vitesses tangentielles et axiales derriére le rotor permettent
d’obtenir ces polaires. Par ailleurs pour développer les modeles bases sur le calcul par
les équations de Navier-Stokes, on a besoin de connaitre la dissipation réelle des
tourbillons marginaux issus des pales, et d’appliquer les schémas de calcul qui
préservent la vorticité d’une maniére adéquate. La connaissance des gradients de vitesse
permet d’optimiser la taille du maillage et de réaliser les deux objectifs suivants : avoir
un maillage suffisamment fin aux endroits ou les gradients de vitesse doivent étre bien
décrits et avoir globalement, un maillage suffisamment compact, afin d’obtenir les
résultats de calcul pour un temps CPU raisonnable.

Le quatriéme chapitre présente 1’étude de I’écoulement autour des profils
d’une pale tournante. Une méthode d’analyse de champ de vitesse autour d’un profil est
aussi développée. Le but de cette étude est de créer une base de données servant a
obtenir les caractéristiques des profils tournants et a valider le modele hybride.

Plusieurs théories aérodynamiques pour 1’analyse de 1’écoulement au travers des
rotors utilisent les caractéristiques aérodynamiques des profils. Celles-ci permettent de
calculer les efforts appliqués par le vent sur les éléments de la pale. Normalement, les
coefficients de portance et de trainée en fonction de 1’angle d’incidence viennent
d’essais de profils en soufflerie. Il est connu que la rotation du rotor peut avoir un effet
sur les coefficients aérodynamiques. Contrairement au profil d’une aile fixe, dans le cas
de la pale tournante, la couche limite est soumise aux forces centrifuges et a la force de
Coriolis. En conséquence, le décrochage apparait pour un angle d’incidence plus élevé
et devient moins brusque, notamment aux profils en pied de pale. Ainsi, pour améliorer
la précision de calcul, il est indispensable d’utiliser les caractéristiques aérodynamiques
du profil en rotation, parfois appelées «polaires tournantes».

Le cinquieme chapitre concerne la modélisation aérodynamique des profils
fixes et oscillants. Dans ce chapitre on présente les validations de la simulation de
I’écoulement autour des profils en fonctionnement normal ou en décrochage. Cette
validation est importante du fait que les modéles hybrides ont toujours besoin des
caractéristiques aérodynamiques des profils. Celles-ci sont issues des essais ou des
simulations. Si les caractéristiques stationnaires des profils sont bien disponibles, les
essais pour des angles d’incidence au-dessus de 25° sont rares. Donc, la modélisation de
I’écoulement autour des profils est importante pour les modéles hybrides.
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Dans ce chapitre on s'intéresse aux simulations dans le cas du profil S809.
D’abord, on compare la caractéristique aérodynamique simulée avec les essais. Pour
mieux comprendre les écarts entre les essais et la modélisation, on compare la
distribution de la pression sur I’extrados et I’intrados du profil. Enfin, on étudie la
simulation dans les cas de décrochage dynamique d’un profil S809 oscillant.

Le sixieme chapitre présente le développement et la validation du modele de
surface active en écoulements bidimensionnels et tridimensionnels. Dans ce chapitre on
présente les résultats de simulations numériques obtenues par la méthode de surface
active. Les cas de modélisation bidimensionnelle sont les plus simples. Pour simuler
I’écoulement autour d’un profil, on remplace ce profil par une ligne, sur laquelle on
répartit une discontinuité de pression. La force produite par cette pression imposée sur
la ligne est égale a la force aérodynamique créée par le profil. Pour valider la méthode
hybride développée ici, on présente la comparaison entre les champs de vitesse obtenus
par cette méthode et par la modélisation complete. A la base des résultats obtenus pour
I’écoulement autour du profil, on développe les simulations tridimensionnelles. On
présente d’abord I’écoulement autour d’une aile elliptique et une comparaison avec
I’écoulement autour de la géométrie compléte. Puis le modele hybride est validé dans le
cas des éoliennes. Les résultats de la simulation sont comparés aux essais dans le cas de
I’éolienne NREL Phase VI et de 1’¢olienne Rutland.

Le septieme chapitre présente ’application du modéle de surface active pour le
couplage fluide-structure dans des éoliennes a pales déformables. On développe une
méthode de calcul aéroélastique adaptée au calcul des pales éoliennes. Cette méthode
est basée sur le couplage entre un modele hybride et un code de calcul de la dynamique
de structure.

Pour obtenir la distribution de la pression le long de la pale, celle-ci est divisée
en plusieurs tranches et pour chaque tranche, on calcule I’écoulement bidimensionnel
autour du profil. Les efforts appliqués sur les profils sont transmis au modele hybride
comme une pression, afin de calculer le champ de la vitesse a I’amont de la pale. Ces
efforts sont aussi utilisés pour calculer la déformation de la pale

Le calcul est transitoire et a chaque pas temporel, les calculs échangent les
variables dont ils ont besoin : la déformation du maillage autour des profils est calculée
par I’analyse de la structure, les efforts appliquées sur les pales sont obtenus et transmis
au solveur de I’écoulement autour des profils.

La modélisation de structure de la pale est testée a 1’aide d’une comparaison des
fréquences propres obtenues par simulation de la pale de I’¢olienne NREL avec celles
issues des essais. Enfin, le modéle du couplage proposé est testé sur un cas de
fonctionnement de 1’éolienne NREL Phase VI en dérapage et les résultats de calcul
obtenus révelent un bon accord avec les essais du NREL.
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Chapitre 1 Revue des théories aérodynamiques appliquées aux
rotors éoliens

1.1 Introduction

Dans ce chapitre on présente les différentes théories aérodynamiques utilisées
pour les calculs aérodynamiques d’un rotor éolien. Les théories du disque actif et de
I’¢lément de pale sont présentées avec plus d’attention parce qu’elles font partie de
presque toutes les modélisations hybrides.

La théorie du disque actif de Froude-Rankine, [17], [41], permet d’établir la
relation entre la variation de la pression du fluide qui traverse le rotor et la vitesse a
I’aval. Malgré les résultats importants obtenus par le disque actif, il n’est pas possible
d’analyser I’écoulement autour des pales et de tenir compte de la géométrie réelle du
rotor. C’est la théorie de I’élément de pale qui donne la possibilité¢ d’utiliser les
caracteéristiques de profil et d’analyser en détail I’écoulement le long de la pale.

Parfois les pales éoliennes sont comparées a des ailes et cette analogie est
justifiable. Néanmoins, il existe une différence importante : le sillage tourbillonnaire a
I’aval d’une aile change essentiellement la direction du vent tandis que le rotor change
¢galement la vitesse du vent. En fait, la pression créée par le rotor accélere ’air qui le
traverse dans le cas d’une hélice et le ralenti dans le cas d’une ¢olienne. Le
ralentissement de 1’air est trés important dans le cas des éoliennes : au point de
fonctionnement optimum, la vitesse du vent & travers le rotor est de 2/3 de la vitesse a
I’infini amont. Ainsi, la prise en compte du sillage a I’aval du rotor devient essentielle
pour les calculs aérodynamiques.

La théorie, plus simple, qui prend en compte le sillage derriére le rotor, est la
théorie tourbillonnaire développée par Glauert. Dans son travail [22], il présente le
sillage éolien comme des cylindres tourbillonnaires qui induisent les vitesses axiales et
tangentielles dans le plan du rotor. La relation établie par Glauert, entre les vitesses
induites et les forces aérodynamiques appliquées sur les pales, permet d’obtenir la
vitesse réelle au niveau du rotor. Etant donne que cette relation coincide avec la relation
qui peut étre obtenue a 1’aide du disque actif, la théorie de Glauert est connue comme la
théorie élément de pale-quantité de mouvement, en anglais «blade element-
momentum ».

Les théories tourbillonnaires plus élaborées, [7], [8], [17], [22], [58] vont plus
loin que la théorie de Glauert et tiennent compte des singularités créées par chacun des
tourbillons issus des extrémités des pales. Les pales sont représentées comme des lignes
tourbillonnaires «<méthode de la ligne portante» ou comme des surfaces «méthode de la
surface portante». L’inconvénient de ces méthodes est qu’elles sont potentielles et ne
prennent pas en compte la viscosité de 1’air.

Les méthodes de calcul les plus puissantes sont basées sur la résolution
numérique des équations de Navier-Stokes. Dans ces méthodes, certains inconvénients
viennent de 1’écart des résultats dans le cas de décollement et du temps de calcul tres
élevé.

17



1.2 Théorie de Froude-Rankine

La théorie de Froude-Rankine développe un modéle qui ne porte que sur
I’écoulement moyen. Ici le rotor est représenté comme un appareil engendrant surtout
une vitesse axiale. Le modele mathématique de cette théorie permet d’établir des
relations entre la variation de vitesse du fluide qui traverse le rotor d’un coté et la
puissance et la force axiale du rotor, de 1’autre.

La théorie de Froude-Rankine suppose que 1’écoulement au travers du rotor est
un écoulement axisymétrique d’un fluide parfait et incompressible. Ici, le rotor est
considéré comme un appareil qui modifie 1’énergie cinétique du fluide qui le traverse.
Pour cela la surface balayée par les pales du rotor est représentée comme une surface de
discontinuité de pression. Cette surface est habituellement appelée disque actif. Dans le
cas d’une éolienne ce disque extrait I’énergie cinétique du fluide qui se ralentit en
traversant le rotor.

Il en résulte un sillage qui comporte uniquement les particules du fluide passées
dans le rotor. Ce sillage est limité par le disque du rotor et une surface axisymétrique
semi-infinie a 1’aval. Etant donné que le fluide est ralenti, la surface de courant qui
enveloppe 1’écoulement a travers I’éolienne augmente son diameétre de 1’amont a ’aval
en traversant le rotor, fig.1.1.

V., Vo —% Ve
surface de courant =
S — E:
V — —
oo Vd — Vs =
disque ~_ E }:
+
P
vV d !
T I V
vitesse— T o —~-\_§L__
S T Vs
/1 |
—1‘171 : -
| l L"I’
Iy
. \ pression
n
. -
' Py

Fig.1.1 L'écoulement a travers une éolienne

Dans tout le domaine d’étude, voir fig.1.2, les paramétres d’écoulement sont
continus, sauf sur le disque et sur la surface axisymétrique qui limite le tube de courant.
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Au travers du disque la pression subit un saut Ap = (p, — p,) . Pourtant la vitesse axiale

et la vitesse radiale ne sont pas discontinues. Sur la surface qui limite le sillage, la
vitesse tangentielle et la vitesse axiale sont discontinues, mais la pression reste
constante, egale a la pression atmosphérique.

La théorie classique de Froude-Rankine est trés simple et elle suppose que le
saut de la pression créé par le disque actif est constant. Dans ce travail on s'intéresse a
un cas plus général, qui suppose que la pression varie en fonction du rayon du disque.
Pour cela on étudie 1’écoulement a travers un anneau, limité entre deux surfaces de
courant de rayons r et r+dr au niveau du disque, fig. 1.2. On considere que les surfaces
latérales de cet anneau sont imperméables. En conséquence, selon le principe de
continuité, le flux de masse du fluide, qui passe par les surfaces de contréle a 1’infini
amont dA.,, au niveau du disque dAq et a I’aval dAs  reste constant :

dm=pdA V= pdAV, = pdAV, (1.2)
Attention d m est un débit (flux de masse)

Etant donné que le fluide est ralenti au niveau du disque par le saut de pression,
la vitesse a travers le disque est définie comme :

Vy =(1-a)V,, (1.2)

Ici, le coefficient de vitesse induite a représente le rapport entre la vitesse induite axiale
dans le plan du rotor et la vitesse du vent a I’infini en amonta =v, /V,, .

La variation de la quantité¢ de mouvement de I’écoulement est :

(s = Pa)dA, = p(V,, -V()dAV, (1-a). (1.3)

Par ailleurs, la discontinuité de la pression peut étre exprimée a 1’aide de
I’équation de Bernoulli

(i = Pi) =3 PUVZ-V2) (L4)
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Fig.1.2 Ecoulement au travers du disque actif

Si on remplace la discontinué exprimée par 1’éq.(1.4) dans 1’éq. (1.3), on
obtient :

1 1.5
~PVE-VE A= p(V, ~V,)GAV, (1-2). (L3)

Qui donne aprés simplification :
V, = (1-2a)V,,, (1.6)

Ce qui veut dire que la vitesse induite a I’infini aval est deux fois moins grande
que la vitesse induite dans le plan du rotor. En conséquence, selon la théorie de Froude-
Rankine, la vitesse induite maximale au niveau du disque ne doit pas étre plus grande
que la moitie de la vitesse en amont. Dans ce cas limite théorique a = 0,5, la vitesse a
I’infini aval devient nulle et le diamétre du tube de courant devient infini.

I est intéressant d’exprimer la discontinuité de pression créée par le rotor, €n
fonction du coefficient d’induction a et de la pression dynamique de I’écoulement a

I’infini amont. Pour cela on remplace la vitesse en aval exprimée par 1’éq.(1.6) dans
1’éq.(1.3) :

pV? 1.7)

Ap=(py —Pg)= 2” 4(1-a).
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Afin d’exprimer la puissance de 1’anneau dP en fonction du coefficient de
vitesse induite a, on utilise le théoréme de quantité de mouvement et 1’équation de
Bernoulli :

dP =2pdAV3(1-a)?a. (1.8)
De la méme fagon on obtient la force axiale élémentaire de I’anneau du rotor :
dF, =2pdAV2(1-a)a. (1.9)

Il est utile, a la place des éq. (1.8) et (1.9), d’utiliser une formulation avec des
variables sans dimensions. Ainsi, pour rendre 1’éq. (1.8) sans dimension, on divise la
puissance récupérée par 1’éolienne par la puissance disponible du vent. On obtient alors
le coefficient de puissance en fonction du coefficient de vitesse induite axiale :

301 a2 1.10
. dP =2pdfﬁvw(l a) 8 _ ga(1_ay’, (1.10)
EPdAjV; EpdAjVS

C =

p

On a un maximum d’énergie récupérée par I’anneau quand :

OIC—p=4(1—a)(1—3a):0. (1.12)
da

D’ici on calcule, que pour a = 1/3, I’énergie récupérée est au maximum et elle ne
peut pas dépasser 16/27 de 1’énergie disponible : Cp max = 16/27.

De la méme fagon, a partir d’éq. (1.9) on obtient le coefficient de force axiale :

C, = 1d—T —4a(l-a). (1.12)
EpdAjVj

Les résultats précédents, obtenus pour I’anneau, peuvent étre généralisés pour la
totalité du rotor. On récrit I’éq. (1.8) en tenant compte que dA; =2zrdr :

dP =4zrpV>(1—a)2adr. (1.13)
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En intégrant cette équation et en supposant que a=1/3, la puissance maximum
récupérée par le rotor éolien devient :

8
Prax = E”Rzpvog

(1.14)

Etant donné que la puissance disponible du vent estP = %;rRszj , on voit qu’un

rotor éolien peut récupérer au maximum 16/27 de cette valeur. Cette limite de la
puissance maximale récupérée est connue sous le nom de la limite de Betz.

—2Qra’

Py / P} +p(2Qra) 2

Fig.1.3 L"écoulement au travers d’une éolienne

Il est important d’établir une relation entre la vitesse axiale induite par les pales
du rotor et la vitesse tangentielle induite a I’aval de ce dernier, fig.1.3. L air qui passe a
travers le rotor applique une pression sur les pales. Cette pression crée un moment
couple qui fait tourner le rotor. Dans le sens contraire, un couple de réaction, égal en
valeur absolue, va s’appliquer sur I’air qui traverse le rotor. Donc, apres le passage au
travers du rotor d’une éolienne, l'air aurait tendance a tourner dans le sens opposé a
celui du rotor avec une vitesse tangentielle égale a :

v, =2Qra’. (1.15)

Le moment couple appliqué sur 1’anneau est €gal au taux de variation du
moment cinétique de 1’air passant. Si on prend en compte que 1’air avant le rotor n'a pas
de composantes tangentielles, la force tangentielle qui crée ce moment couple est :

dF = pdA\V, (1-a)2Qa'r. (1.16)
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Pour exprimer la relation entre la vitesse induite tangentielle et la vitesse induite
axiale on utilise I’éq. (1.16) et I’éq. (1.8) :

dP = rQdF, = pdA\V, (1-a)2Q%a'r’> =2pdAV>(1-a)’a. (1.17)

En résultat :

Via(l-a)=0Q%r?a’. (1.18)

Il est utile d’introduire dans 1’éq. (1.18) le coefficient de vitesse locale
A =QriIV,:

a(l-a)=A2’a’. (1.19)

Etant donné que la théorie de Froude-Rankine considere le rotor comme un
disque perméable avec une infinité de pales sans dimensions, le résultat obtenu ne
permet pas de calculer la puissance a partir de la géométrie particuliére du rotor.
Néanmoins, elle permet d'affirmer que la puissance maximum, extraite par le rotor
¢olien, n’excede pas 16/27 de la puissance disponible dans le vent (limite de Betz) et
que dans cette condition, la vitesse induite est égale & 1/3 V.. Il est évident, qu’avec
cette théorie, on ne peut pas calculer les caractéristiques aérodynamiques du rotor,
pourtant elle est souvent utilisée simultanément avec la théorie de 1’élément de pale.

Il est a noter, que la théorie de Froude-Rankine a des limites : si le coefficient de
vitesse induite axiale dépasse 0,3, la puissance calculée commence a s’écarter par
rapport aux valeurs observées. Finalement pour a> 0.5 le rotor fonctionne en mode
« état de sillage turbulent » et la théorie de Froude-Rankine n’est pas valable.

Il est intéressant de constater que Rebuffet, dans son livre « Aérodynamique
expérimentale », note que deux chercheurs américains, en mesurant le saut de pression a
travers une hélice d’avion et la force de traction, ont trouvé que 1’écoulement au rayon
r = 0,7R est représentatif pour I’intégralité de I’hélice.

1.3 Théorie de I’élément de pale

La théorie de 1’élément de pale a été initialement développée par Froude qui
assimile I’¢lément de pale a une plaque mince, soumise a un vent relatif. Plus tard cette
théorie a été améliorée par Drzewiecki qui a réussit a calculer les caractéristiques
aérodynamiques d’une hélice d’avion [41]. Ici la pale est découpée en plusieurs tranches
(éléments) a I’aide de surfaces cylindriques, fig.1.4. On suppose, que I’écoulement dans
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un anneau, limité par deux surfaces voisines, est indépendant de I’écoulement dans les
autres anneaux. Ainsi, il est possible d’obtenir indépendamment les forces de la trainée
dD et de la portance dL appliquées sur chaque tranche, sans tenir compte de
I’écoulement dans les tranches voisines. Puis en intégrant les efforts ¢lémentaires on
peut calculer les caractéristiques aérodynamiques intégrales du rotor.

Fig.1.4 Concept d’élément de pale

Pour obtenir les forces élémentaires, chaque tranche de la pale est représentée
comme une aile cylindrique (aile a I’allongement infini) avec une surface ds=cdr. L’aile
est soumise au vent résultant W, qui est une composition de la vitesse du vent a 1’infini
V., et de celle de rotation U=Qr :

W = &;£+Q2r2 _ (1.20)

L’angle d’incidence o est calculé a partir de 1’angle d’écoulement
@ =arctan(V_ /Qr) et I’angle de calage de la pale 3 :

a=p-p. (1.21)

La portance et la trainée, fig.1.5 peuvent étre calculées a I’aide des formules :

dL=%pWZCL(a)Cdr, (1.22)

dD =%pWZCD(a)CdI’. (1.23)

Dans ces formules Cp et C_ sont des coefficients de trainée et de portance du
profil d’aile. Les valeurs de ces coefficients dépendent de I’angle d’incidence entre la
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de viscosité.

corde du profil et la vitesse résultante. Habituellement, ces coefficients sont obtenus a
partir des essais de profils ou des simulations numériques prenant en compte les effets
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Fig.1.5 Triangle de vitesse

Afin d’obtenir la force tangentielle et la force axiale appliquée a chaque élément
de pale, on projette les forces de trainée et de portance sur le plan de rotation et sur I’axe
de rotation :

dFa :%pWZ[CL(a)COSﬂ_'—CD(a)Sinﬂ]C(r)dr (124)
dF =3 PW2[c, (@)sin B —c, (a)cos Ble(r)dr (1.25)

Finalement, I’intégration des ces forces le long de la pale, du pied a I’extrémité,

permet d’obtenir la force axiale et la puissance du rotor. En prenant en compte le
nombre de pales B et la vitesse angulaire du rotor €2, on obtient :

1

F, = 5P BJTW ?[c, (@x)cos B + ¢, (a)sin Ble(r)dr

(1.26)
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1

P :EpQBerWZ[CL(a)Sinﬁ_CD (a)COSﬁ]C(I’)I’dr (127)

La théorie de I’¢lément de pale donne des résultats satisfaisants a condition que
les vitesses induites soient faibles. Or ce n’est pas le cas des €oliennes qui fonctionnent
souvent pres de la limite de Betz avec une vitesse induite égale approximativement a 1/3
V., afin de récupérer le maximum d’énergie cinétique du vent. Dans ce cas, la vitesse a
travers le rotor n’est pas celle a I’infini amont et doit étre corrigée.

1.4 Théorie de I’élément de pale-quantité de mouvement

On a déja noté, que la théorie de 1’élément de pale donne des écarts importants
pour certain mode de fonctionnement, par exemple dans les cas d’une hélice d’avion
durant le décollage ou une éolienne. Plusieurs auteurs ont cherché les sources de cet
écart, mais c’est Betz et notamment Glauert [41], qui ont développé une théorie qui
corrige la vitesse résultante W en amont du profil a 1’aide des vitesses induites par le
rotor.

Dans cette théorie la vitesse induite axiale est calculée pour chaque anneau
élémentaire en appliquant le théoréme de quantité de mouvement. La vitesse induite
tangentielle est calculée a partir du théoréme de conservation du moment angulaire.
Ainsi, les forces aérodynamiques sont calculées avec une vitesse résultante W, qui tient
compte du champ de vitesse perturbé par le rotor. Le champ perturbé est axisymétrique ;
les vitesses induites varient le long de la pale, mais elles sont moyennées dans la
direction azimutale.
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Fig.1.6 Triangle de vitesse corrigé

Afin d’arriver a une équation pour le coefficient de vitesse axiale a, on combine
I’eq.(1.9) et I’eq (1.24) pour la force axiale en prenant en compte le nombre de pales B.

. 1.28
2pdAV?(1-a)a=B %pw ?[c, (@x)cos B + ¢y (a)sin Ble(r)dr (1.28)
Pour simplifier cette équation on utilise le coefficient de solidité :
_ Bc (1.29)

O = 1
2y

et dAg=2ndr. A partir du triangle de vitesse en amont du profil, fig.1.6, on exprime la
vitesse relative au profil, en prenant en compte la vitesse induite axiale :

Wsing=V_(1-a) (1.30)

Ainsi on arrive a une équation qui exprime le coefficient de vitesse induite axiale
en fonction des caractéristiques aérodynamiques du profil et du champ de vitesse en
amont :

4sin? B (1.31)

a= {1+ ol (@)cos -+ co (@)sin ﬂ]}_l
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En utilisant la méme technique a partir de 1’¢q.(1.16) et de 1’¢q.(1.25) on peut
obtenir le coefficient de la vitesse tangentielle a' :

| 4sin fcos B (1.32)
1= { 1+ ole, (a)sin g —c, (a)cos ﬂ]} '

Pour arriver a ce résultat, une simplification est faite en supposant que :

Qr(l+a’)

CoOSp =
d W

En fait il n’est pas possible de calculer directement a et a' a partir des équations
(1.31) et (1.32). Celles-ci sont implicites, étant donné que 1’angle de 1’écoulement
dépend des vitesses induites :

_V,(1-a) (1.33)

np= Qr(l+a’)’

Habituellement le calcul est itératif et dans la premiere itération, on peut
supposer que a et a' sont nulles.

Les résultats de la théorie de 1’élément de pale peuvent étre améliorés avec une
correction qui tient compte du nombre fini de pale. La correction fréquemment utilisée
est celle de Prandtl. En effet, Prandtl remplace le sillage hélicoidal a 1’aval de 1’éolienne
par une série de disques. Etant donné que I’écoulement est axisymétrique, donc a deux
variables, il peut étre remplacé par un autre écoulement fictif qui représente les disques
comme les lignes tourbillonnaires. La solution du probleme est obtenue a 1’aide des
fonctions complexes. Dans ce travail on présente uniquement les résultats finaux sans
rentrer dans les détails. La correction est introduite comme un coefficient F, qui
diminue le coefficient de vitesse axiale :

1.34
F = Zarccose ", (1.34)
V4

Ici le coefficient f varie le long de la pale :

¢ _BR-r (1.35)
2rsing’
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Finalement, aprés cette correction, qui tient compte du nombre fini de pales, les
équations (1.31) et (1.32), pour les coefficients de vitesses induites, deviennent les
suivantes :

L 4F sin? B B (1.36)
ole, (a)cos B+cy(a)sin g]|
et
ol 1, 4F sin cos | (1.37)
ole, ()sin B—c, (a)cos ]

Il existe également des corrections pour le fonctionnement de I’éolienne en
dérapage, qui donnent des résultats satisfaisants pour de faibles angles de
désalignement. Pour cela le calcul des vitesses induites tient compte de I’angle de
dérapage y, les coefficients d’induction varient avec 1’angle azimutal v :

1.38
alza(1+15—ﬂltan1coswj. (1.38)
2

32 R
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1.5 Conclusion

Dans ce chapitre on présente les théories aérodynamiques de base qui permettent
d’analyser 1’écoulement a travers un rotor éolien. La théorie de Froude-Rankine permet
d’obtenir la vitesse a travers le rotor, en fonction de la charge aérodynamique de ce
dernier. Néanmoins, avec cette théorie, il n’est possible de calculer, ni la puissance du
rotor, ni les efforts aérodynamiques appliqués sur les pales. La théorie d'élément de la
pale, qui est plus simple, permet de faire ces calculs. Dans cette théorie, la pale est
divisée en plusieurs tranches. On suppose que le fonctionnement de chacune de ces
tranches est indépendant du fonctionnement des tranches voisines. Le résultat est que
I’écoulement a travers une tranche est bidimensionnel et on peut utiliser les
caractéristiques aérodynamiques du profil de cette tranche pour obtenir les efforts
aérodynamiques. Il suffit de calculer la vitesse du vent relative a la tranche. Puis, en
intégrant les efforts appliqués sur les tranches le long de la pale, on obtient la puissance
et la force axiale du rotor. Quand la charge aérodynamique du rotor est importante, la
vitesse a travers la pale n’est pas celle a I’amont, a I’infini et les résultats de la théorie
de I’¢lément de la pale s’écartent de la réalité. Pour les corriger Glauert utilise le modele
du disque actif et obtient la vitesse moyenne dans le plan du rotor. La méthode de
Glauert donne de bons résultats dans le cas d’un écoulement simple, mais dans le cas
général et aux conditions non-stationnaires, les résultats ne sont pas satisfaisants.
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Chapitre 2 Analyses des modeles hybrides et développement
d’un modéle de surface portante

2.1 Introduction

Le calcul avec un mod¢le hybride s’impose quand on a besoin de connaitre les
effets sur un écoulement dus aux surfaces fixes comme les ailes ou surfaces tournantes
comme les pales des rotors. On se retrouve dans la méme situation lors de I’é¢tude du
sillage a I’aval d’une hélice d’hélicoptére ou d’un avion si on s’intéresse a 1’interaction
aé¢rodynamique entre I’hélice et le fuselage. On peut souligner le cas d’éolienne dans un
parc quand on s’intéresse au sillage lointain a I’aval du rotor. La connaissance du
développement de ce sillage est importante pour étudier I’influence de 1’€olienne sur les
autres machines dans le parc.

2.2 Généralités

Dans la modélisation hybride on remplace la surface réelle des ailes ou des pales
par les efforts qu’ils exercent sur 1’écoulement. Les modeles hybrides sont constitués
par deux modules. Le premier est un solveur d’équations de Navier-Stokes. Dans ce
module on calcule 1’écoulement a travers le rotor et on obtient le champ de vitesse
complet. A partir de ce champ, le deuxieme module réalise le calcul des efforts
aérodynamiques appliqués sur les pales. Pour calculer ces efforts, on suppose que
I’écoulement a travers les pales est bidimensionnel. Dans ce cas, on applique la théorie
de I’élément de pale. On rappelle que cette théorie suppose qu’une tranche découpée
dans la pale par deux surfaces cylindriques avec les rayons r et r+dr, fonctionne comme
une aile cylindrique indépendamment des profils voisins. Par conséquent les efforts
aérodynamiques appliques sur cette tranche ne dépendent que de la géométrie du profil
et des conditions de 1’écoulement en amont. Or ces conditions peuvent étre extraites a
partir du champ de vitesse obtenu par le premier module. Ensuite, les données
expérimentales ou théoriques sur les profils permettent d’évaluer la trainée et la
portance de la tranche.

Le calcul hybride est itératif et mené par le premier module qui est le solveur
d’équations de Navier-Stokes. Le deuxieme module, qui détermine les efforts appliqués
sur les surfaces portantes, est un logiciel appelé par le solveur a chaque itération. Ce
principe de calcul est le méme dans toutes les méthodes qui ne calculent pas directement
la pression sur les surfaces étudiées. Parmi ces méthodes indirectes, les plus connues
sont la méthode de Glauert ainsi que les méthodes tourbillonnaires. La bonne qualité de
ces méthodes est basée surtout sur I’emploi des caractéristiques réelles des profils. Il est
a noter que méme aujourd’hui, ces méthodes sont préférées par les chercheurs pour les
calculs des éoliennes. La raison de ce choix est due aux résultats médiocres obtenus par
tous les solveurs RANS dans le cas d’angles d’incidence importants, au-dela de 25°,
quand un décollement complet se produit.

La relation principale entre le modéle hybride et les autres méthodes indirectes
est la maniere de calculer la vitesse en amont de la tranche de la pale. Par exemple, dans
la méthode de Glauert cette vitesse est la vitesse a I’infini, corrigée a 1’aide des vitesses
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induites par le rotor. Pour calculer les vitesses induites, le rotor est modélisé comme un
disque actif qui crée une discontinuité de pression, exactement comme le prévoit la
théorie de Froude-Rankine. En fait, le disque actif permet d’obtenir les vitesses induites
moyennées et ne prend pas en compte I’individualité de chaque pale.

Les méthodes tourbillonnaires vont plus loin que le disque actif, elles corrigent
la vitesse a I’infini a I’aide des vitesses induites par le tourbillon fixé a chaque pale,
ainsi que le sillage tourbillonnaire issu de 1’extrémité de cette derniere. Néanmoins les
méthodes tourbillonnaires restent limitées par 1’hypothése d’un fluide parfait, qui ne
permet pas de prendre en compte la dissipation des tourbillons marginaux ainsi que le
mélange du sillage avec I’écoulement externe.

Le modele hybride utilise comme toutes les autres méthodes indirectes, les
caractéristiques aérodynamiques des profils, ce qui permet d’obtenir les résultats
corrects méme pour les angles d’incidence élevés. Par contre, 1’obtention des vitesses a
I’amont des profils est faite par le solveur Navier-Stokes qui prend en compte tous les
effets visqueux de I’écoulement.

L’avantage le plus important du modéle hybride devant les méthodes de calcul
complet des équations de Navier-Stokes est qu'il ne nécessite pas la modélisation de la
couche limite au voisinage des surfaces mouillées. Dans le cas de 1’écoulement
visqueux, la vitesse au voisinage des parois présente un fort gradient et la il faut affiner
le maillage. Par exemple, dans le cas des profils éoliens, pour avoir un maillage correct
(nombre y+ au dessous de 30), les nceuds de la premiere couche de cellules doivent étre
a une distance de paroi de 1’ordre de quelques milliémes de la corde.

Etant donné que dans le modeéle hybride les efforts sur les surfaces portantes sont
calculés a I’aide de 1’élément de pale, on n’a pas besoin d'affiner le maillage. Les forces

appliquées par les pales sont modélisées a I’aide des forces de volume f ou des forces
surfaciques.

Un autre domaine d’application trés prometteur est le calcul instationnaire. Dans
ce cas, le pas temporel d’avancement du calcul est li¢ avec la distance parcourue de
I’extrémité de la pale, mesurée en pourcentage de longueur de la corde. Habituellement,
pour calculer le décrochage dynamique qui peut avoir lieu, il faut diminuer le pas
temporel afin de relever la chute de la portance.

Dans le cas des éoliennes modernes, la corde de 1’extrémité est égale a peu pres
50% de la corde au pied et I’allongement de la pale A atteint 15. Ainsi, pour un tour de
rotor, le profil a I’extrémité de la pale doit parcourir 70 fois sa longueur. Pour calculer
un tour, on doit effectuer au moins 700 pas, si ’avancement temporel du profil est égal
a 0.1 fois la corde. Par ailleurs, selon les normes le calcul de fonctionnement transitoire
de I’¢olienne, Det Norske Veritas and Risg National Laboratory [25], une rafale de vent
doit durer 10s. En prenant en compte le nombre de tours du rotor par minute, ce calcul
doit prendre des dizaines de milliers d’itérations et en conséquence le calcul devient
prohibitif. L’application d’un modéle hybride, qui utilise les caractéristiques
aérodynamiques des profils, permet de découpler le calcul en deux parties avec deux pas
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de temps différents. On peut augmenter le pas de calcul de 1’écoulement a travers le
rotor tout en gardant un petit pas temporel de calcul de 1’écoulement autour de profils.
En raison du calcul bidimensionnel de ce dernier, le temps de calcul reste modéré.

Il est important de noter que le modele hybride peut étre trés utile dans le cas
d’un calcul aéroélastique. Ici, il n’y a pas besoin d’utiliser le maillage déformable. En
effet, les forces de volume peuvent étre redistribuées dans 1’espace sans avoir besoin de
déformer le maillage. Dans le cas de surface portante avec des efforts surfaciques, on
change uniquement les cellules sur lesquels on impose la discontinuité de pression. Cet
avantage est tres important, parce que le maillage tridimensionnel est déformable
uniquement dans le cas de maillage non-structuré. Ce type de maillage ne permet pas
d’avoir une précision suffisante dans la couche au voisinage du profil. De plus, apres un
certain nombre de battements de la pale, le maillage se dégrade et le domaine de calcul
doit étre remaillé.

2.3 Modéles hybrides

Pour analyser 1’écoulement du fluide visqueux et non-compressible a travers un
rotor on utilise I’équation de Navier-Stokes :

VA - 2.1
(\/V)V+8—V:f—£gradp+vAV @5
ot p

Dans cette équation les termes sources f sont utilisés pour modéliser les efforts

des pales. Ces efforts sont inconnus a priori et doivent étre déterminés au cours du
calcul. Les modeles hybrides sont constitués par deux modules. Le premier module est
un solveur d’équation de Navier-Stokes. Dans ce module, on calcule I’écoulement a
travers le rotor et obtient le champ de vitesse. A partir de ce champ, on calcule, dans le
deuxiéme module, les efforts aérodynamiques appliqués sur les pales. Pour calculer ces
efforts on suppose que 1’écoulement autours des pales est bidimensionnel et on applique
la théorie d’¢élément de pale.

La différence entre les modeles est la fagon utilisée pour representer le rotor et
pour appliquer les efforts. Selon la complexité, il existe trois modéles
hybrides différents :

. disque actif,
o ligne active,
. surface active.

2.3.1 Le modele du disque actif

Le modele du disque actif est le plus simple. Dans celui-ci le rotor est remplacé
par une surface de discontinuité de la pression, Vermeer, Sorensen &Crespo [105].
Cette surface coincide avec la surface balayée par les pales. Parfois dans ce modéle, a
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la place de la surface de discontinuité de la pression, on utilise un volume cylindrique
avec les forces volumiques. 1l y a peu de différences entre ces deux types de singularités
et le choix ne dépend que du solveur utilisé.

Dans le domaine des hélicopteres, il existe beaucoup d’études liées avec
I’application du disque actif, par exemple Fejtek & Roberts [25], Rajagopalan & Mathur
[77], Boyd Jr & Barnwell [11], Brézillon [15], Chaffin & Berry [20] et récemment par
Le Chuiton [54].Toutes les études s’intéressent a I’interaction entre le sillage créé par le
rotor et le fuselage. Le rotor est modélisé soit comme une surface de discontinuité de la
pression, soit comme un volume cylindrique mince doté de forces volumiques. Les
efforts créés par ce volume varient uniquement radialement, quand la vitesse
d’avancement est nulle. Néanmoins pour un vol horizontal, quand 1’écoulement n’est
pas axisymeétrique, la répartition des efforts varie aussi dans la direction azimutale. Il est
a noter que le modele hybride proposé par Boyd Jr, Barnwell, & Gorton [12] est
appliqué dans le cas d’un écoulement instationnaire autour d’un modeéle d’hélicoptére.
Contrairement a la plupart des études qui appliquent les efforts moyennés par rapport au
temps, la pale est modélisée comme un saut de pression tournant, créé par la différence
de pression entre les cellules en amont et en aval d’un domaine qui présente la surface
balayée par le rotor. Les efforts sont calculés a partir des conditions de I’écoulement en
amont des profils a 1’aide de la théorie générale du sillage dynamique GWDT
(Generalized Dynamic Wake Theory). Puis, les efforts sont repartis comme un saut de
pression appliqué sur des rubans radiaux qui remplacent les pales. Le saut de pression
est nul partout sauf au niveau des pales. Une singularit¢ de la méthode est qu’elle ne
suppose pas que la pale soit rigide. Un couplage spécifique entre les codes de calcul
permet de prendre en compte la flexion et la vitesse verticale de la pale. Les résultats
non-stationnaires présentent une bonne correspondance avec les essais en soufflerie.

Les autres applications dans le domaine aéronautique sont les études
d’interaction entre 1’aile d’un avion et ses hélices, Wald [106]. Il est important de
connaitre la répartition de la pression sur 1’aile créée par le sillage de 1’hélice, surtout
durant Patterrissage et le décollage. Dans ce cas, la portance créée par les jets d’hélices,
présente une part importante dans la portance globale de 1’avion.

I1 existe des cas d’application du modele hybride dans le domaine des études
navales, surtout quand il y a besoin de modéliser ou d’analyser 1’interaction « coque de
navire-hélice ». Une singularité des hélices de navires est que I’allongement de la pale
est trop faible et en conséquence I’écoulement autour des pales d’hélice a un caractére
tridimensionnel. Pour cette raison, a la place de la méthode de 1’élément de pale, il est
préférable d’appliquer la méthode potentielle de la surface portante, voir par exemple
Chen & Lee [21]. Dans cette étude, les chercheurs s’intéressent a I’écoulement autour
de la coque d’un navire durant des manceuvres. Comme le temps de la manceuvre est
beaucoup plus long et incomparable avec la vitesse angulaire de 1I’hélice, les chercheurs
utilisent un modele hybride et I’hélice est remplacée par des forces de volume.
L’écoulement en amont de I’hélice est non-stationnaire parce qu’il est perturbé par les
obstacles comme la gouverne et la coque de navire. Pour simplifier le calcul, les
irrégularités du champ de vitesse en amont de I’hélice sont moyennées. Les efforts sur
les pales sont obtenus a 1’aide d’un calcul tridimensionnel non-visqueux. Puis ces
efforts sont présentés dans le module de calcul d’équation de Navier-Stokes comme des
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forces de volume. Les auteurs ont comparé leurs calculs avec les essais et le résultat de
cette comparaison est satisfaisant.

Beaucoup plus d’applications du modéle du disque actif existent dans les études
consacrées aux eoliennes. Un modele simplifié bidimensionnel a été présenté
initialement par Ainslie [2], [3] et [4]. Les premieres études tridimensionnelles
appliquent un disque de discontinuité de pression au sein d’un solveur instationnaire
d’équation d’Euler : Sgrensen & Myken [94], Sgrensen & Kock [91]. Une particularité
de cette méthode est que les efforts sont répartis sur le disque avec une loi elliptique, ce
qui ne correspond pas exactement aux efforts des pales. Plus tard cette démarche de
modéle hybride est amélioree et afin de tenir compte des effets visqueux, un solveur
d’équation de Navier-Stokes a été utilisé, Serensen & Kock [92]. L’amélioration du
modele hybride vient du fait que les efforts des pales sont calculés avec la méthode de
I’élément de pale. Avec I’augmentation de puissance des moyens de calcul, le modéle
hybride du disque actif devient utilisable pour les calculs tridimensionnels. Par exemple
Mikkelsen & Serensen [74] ont calculé le fonctionnement d’une éolienne en dérapage.

Habituellement, pour un écoulement visqueux a travers le disque actif,
I’équation (2.1) est exprimée en coordonnées cylindriques :

ou, ou, ou,
+U, +U, +U, a
ot OX or r oy P OX

lou, . 14p (2.2)

ou, ou, lou, 1, 10op
+U, —+Uu,— —u; =

ot fox Tar ‘roy r' " por

ou, ou, ou, lou, 1 10p
—+U,— +U —+u-——+-uu ="~ ———
ot OX or roy r p oy

Ces équations doivent étre calculées par un solveur d’équations de Navier-
Stokes. Les termes sources sont déterminés durant le calcul a I’aide du modele hybride.
En effet, le rotor peut étre représenté, soit par une surface sur laquelle on impose un saut
de pression, soit par un disque de faible épaisseur avec des forces volumiques reparties
a I’intérieur. Dans le cas ou on voudrait modéliser les forces tangentielles du rotor, il est
plus facile de représenter le rotor par un disque formé d’une tranche de cylindre, voir
fig.2.1. L’épaisseur de ce disque peut étre choisie comme égale a la longueur
méridionale de la pale, Jourieh [52] :

e =CCosg (2.3)

Pour calculer les efforts appliqués par le rotor, on utilise la théorie de 1’élément
de pale. Dans le cas de fonctionnement du rotor face au vent, sans dérapage, les termes
sources sont répartis uniformément dans la direction circonférentielle.

Sur un anneau avec le volume :

dv=2zrdre (2.4)
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le rotor exerce une force axiale égale a :

. 2.5
dF, =N %pWZ[CL(a)COS,B +Cg (a)sin Ble(r)dr (25)
et ’intensité des termes sources dans le sens axial devient :
f _OF _ NW 2[c, (er)cos g8 + ¢, (@)sin gle(r) (2.6)
° pdv Arrre

De la méme facon on obtient I’intensit¢ des termes sources dans le sens

tangentiel :

f _dR _ NW 2[c, (er)sin 8 — ¢, (er)cos Ble(r) 2.7)
" pdv Arxre
| R
|
Fig.2.1. Modele du disque actif.
Si la pale n’est pas inclinée, on néglige les sources termes radiales :
(2.8)

f,=0
Il est fréquent de ne pas tenir compte des termes sources dans le sens tangentiel.

Dans ce cas on peut remplacer le rotor par une surface de discontinuité de pression

dF,  NpW?[c, (a)cos S + ¢, (a)sin Blc(r) (2.9)

- 2zrdr Arr

Ap
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Le calcul a I’aide du mod¢le de disque actif est itératif. A chaque pas de temps
on obtient avec le solveur Navier-Stokes, la vitesse relative W dans le plan de rotation
du rotor. Puis on calcule les termes sources avec les équations (2.6) et (2.7) ou la
discontinuité de pression eq.(2.9). A partir de ces nouvelles valeurs, on effectue
I’itération suivante. Le calcul s’arréte quand la précision souhaitée est atteinte.
Habituellement la puissance du rotor se stabilise tres rapidement, par contre la
convergence de I’écoulement dans le sillage est plus lente et dépend beaucoup de la
taille du maillage. Beaucoup de recherche a 1’aide du disque actif sont ménées par les
chercheurs canadiens de I’Ecole Polytechnique de Montréal, [5], [6], [155], [156], [167]
et 107]. Dans le domaine d’études du sillage, les chercheurs danois de DTU ont aussi
présentés plusieurs études [24], [61], [80], [90], [93], [96]. Les études les plus récentes
sont présentés par Crasto et al[23], par Cabézon et al [18] et par Jimenez et al[51].

2.3.2 Le modele de ligne active

Malgré les avantages du modéle du disque actif, il y a certains inconvénients.
Les forces du rotor sont réparties sur une surface assez grande par rapport aux surfaces
réelles qui exercent les forces sur le fluide. Par conséquent, les irrégularités créées par
les pales ne peuvent pas étres reproduites et le sillage proche est mal calculé. En effet ce
sillage proche joue un réle important sur le développement du sillage lointain. Bien que
le théoreme de quantité de mouvement soit globalement satisfaisant, il est difficile de
prendre en compte la dissipation visqueuse réelle. Celle-ci dépend beaucoup du gradient
de vitesse qui est plus faible dans le cas d’un disque actif. Dans le modele du disque
actif, la dissipation est plus importante a la périphérie du disque. Ici, la discontinuité de
la pression crée une discontinuité des vitesses axiales.

Afin d’améliorer la modélisation de 1’écoulement a la sortie du rotor Serensen &
Shen [95] présentent le modele de la ligne active, fig. 2.2. Dans ce modele hybride, au
sein d’un solveur Navier-Stokes, les surfaces des pales et les efforts qu’elles appliquent
sur I’écoulement sont remplacées par des termes sources distribués autour des axes des
pales.
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Fig.2.2 Modele hybride de la ligne active Fig.2.3 Détermination des termes sources

Bien qu'un solveur de Navier-Stokes soit employé pour I'étude du champ autour
du rotor, les effets visqueux de la couche limite sont introduits uniquement par les
caractéristiques aerodynamiques de profils.

Pour déterminer les efforts aérodynamiques appliqués par les pales sur le fluide,
on utilise comme dans le cas du modele de disque, un couplage entre le solveur Navier-
Stokes et la méthode de I’¢élément de pale. Le calcul est itératif et les forces exercées sur
une tranche de pale sont calculées a la base du champ de vitesse. A chaque pas de
temps, ce champ est actualisé et les efforts sont recalculés a 1’aide des propriétés
aérodynamiques des profils des pales, éq. (2.6)-(2.8). Les essais expérimentaux et
numériques montrent que la force de portance des profils se crée sur le premier quart de
la corde. Une comparaison entre les champs des vitesses d’un profil et d’un cercle (faite
par Jourieh, 2007) montre que les meilleurs résultats sont obtenus quand le diamétre du
cylindre actif est entre 0,3 et 0,6 de la corde. Si le diamétre du cylindre est dp,
I’intensité du terme source dans le sens axial est :

¢ _OF _ dR _ 2W?[c, (a)cos B + ¢, (@)sin Ble(r) (2.10)
zdp?

dp?
—dr
P,

et I’intensité du terme source dans le sens tangentiel est :

¢ _OF _ dR_ 2W?[c,(a)sin - cp(ar)cos Ble(r) (2.11)
t = = 2 = >
pav pﬂdidr zdp
4
f, =0 (2.12)
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Depuis sa premiére présentation, le modeéle de la ligne active est utilisé
couramment pour les études menées dans le domaine des éoliennes et surtout par les
chercheurs danois et suédois: Ivanell [46]; Ivanell et al [47], [48], [49] et [50];
Mikkelsen [73] ; Mikkelsen et al [74] et [75] ; Shen et all [83] ; Troldborg et all [101] et
[102]. Des études avec ce modele sont également menées par les chercheurs a Arts et
Meétiers ParisTech, Jourieh et all [53].

2.4 Développement du modele de la surface active

L’équation (2.1) est une équation vectorielle constituée de trois composantes, et
dans un repére cartésien, on obtient une équation pour chacune des directions :

u ou au ou_ . 14p (2.13)

U—+v—+w—-="f,
ot oXx oy 0z p OX

Dans la modélisation hybride on remplace la surface réelle des ailes ou des pales
par les efforts qu’ils exercent sur I’écoulement. Ainsi, on n’a pas besoin de serrer le
maillage afin de bien modéliser la couche limite sur les surfaces mouillées par le fluide.
Les forces appliquées par les pales sur le fluide sont représentées a 1’aide des forces de

volume f =0 Dans le cas du modéle de ligne portante on concentre les forces autour
des lignes.

Le concept de la surface portante dans le cas d’écoulement visqueux vient de la
théorie de la surface portante appliquée dans le cas de I’écoulement de fluide parfait
autour d’une aile. Si cette théorie est exacte en fluide parfait pour les ailes avec une
épaisseur de profil nulle, elle n’est qu’une approche dans le cas de fluide réel méme
pour des ailes minces. Néanmoins, ce fait ne représente pas un obstacle pour la
modélisation, étant donné qu’habituellement I’écoulement autour des profils n’est pas
décollé. Ainsi, les effets de la viscosité sont limités au voisinage de la surface de profils,
dans la zone de couche limite.
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Fig.2.4 Modéle hybride de la ligne active

La différence la plus importante entre la théorie de la surface portante et la
modeélisation proposée dans ce travail est la fagon d’appliquer la condition limite sur la
surface. Dans le premier cas on impose la condition de I’imperméabilité de la surface et
comme résultat on obtient la discontinuité de pression. Dans le cas du modele hybride
surface active, on impose une discontinuité calculée a partir de 1’écoulement en amont
du profil.

Afin de d'expliquer la méthode de la surface portante, on étudie 1’écoulement
tridimensionnel non-visqueux autour d’une aile avec 1’allongement fini, fig.2.4, voir
Breslin [13]. L’aile avec 1’épaisseur e(x,y) est placée dans le plan X-Y. Les termes
sources qui remplacent 1’aile sont :

f,=0 (2.14)

; _Ap(x,y)dxdy Force
“ t(x,y)dxdy  Volume

Dans cette équation Ap est la différence entre la pression d’extrados p~ et la pression
d’intrados p*. Ainsi pour une aile mince ona :

Ap=p — p+ (2.15)

Si I’aile dans le plan X-Y est mince, la vitesse perpendiculaire sur la surface de 1’aile est
nulle w = 0. Dans ce cas, a partir de 1’éq.(2.13) pour z-composante, on obtient :

»_ (2.16)
oz ¢
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Cette équation peut étre intégree :

e e 5 (2.17)
[)()Q yvzij'_ p(}(!yv_'zij =p I fzdz

—el/2

Pour une surface mince, quand t— 0, la force f, devient infinie, pour l'intégrer on
utilise la fonction & de Dirac :

° (2.18)
p(x,¥.0,)-p(x,y.0.)=—p [ Aps(2)dz
Finalement, si 1’aile est dans une position générale dans I’espace on peut écrire :
pf=—Ap(X,y,2)5(x~x)3(y ~y)6(z~2)ds (2.19)

L’équation 2.19 est correcte pour I’écoulement d’un fluide parfait et pour une surface
mince. Dans ce cas, une surface portante dans le domaine du fluide peut étre remplacée,
a condition que la discontinuité de la pression Ap soit choisie de maniere a ce que la
vitesse normale & la cette surface soit nulle.

Evidement I'équation 2.19 est exacte si le fluide est parfait et c'est une approche
si le fluide est visqueux. Néanmoins généralement, la démarche peut étre utile du point
de vue pratique étant donné qu’elle satisfait le théoréme de quantité de mouvement
appliqué pour un volume autour de la surface portante.

En 2004 dans [65] Masson & Leclerc présentent une étude sur le champ de la
vitesse induite le long d’une aile. Sur la surface de cette aile, une discontinuité de
vitesse est imposée. Dans ce modéle, la discontinuité de la pression est calculée a ’aide
du théoréeme de Kutta-Joukovski appliqué localement :

Ap=pV,y (2.20)

Dans cette formule, la vorticité y représente la discontinuité de la vitesse a travers la
surface et vy, la vitesse moyenne. Elles sont calculées par la vitesse d’intrados v; et la
vitesse d’extrados Ve de 1’aile :

(2.20)

V= ; Y =Ve —V

Ensuite, le modéle de la surface active est utilisé pour le calcul de I’écoulement autour
des éoliennes, [66] et [14].
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La premicre modélisation a I’aide de la surface portante pour les rotors est
proposée en 2005 par Dobrev & Massouh [30]. Ici le modele de la surface portante est
appliqué pour la modélisation de I’écoulement autour d’un profil, d’une aile et d’une
¢olienne. La discontinuité de la pression n’est pas imposée comme en [65]. Cette
discontinuité de la pression est calculée a partir de la vitesse a I’amont. Puis ce modele
est développé et amélioré, voir [29] et [70].

Les chercheurs danois appliquent le modele de la surface active dans le cas
d’une turbine a axe vertical, puis a axe horizontal Shen et al [84], [85]. Dans cette étude,
les résultats obtenus pour la puissance aérodynamique de 1’€olienne présentent une
bonne cohérence avec les essais.

2.5 Conclusion

Dans ce chapitre on a présenté différents modéles hybrides. Ceux-ci permettent
de remplacer les surfaces portantes ou les rotors par des forces volumiques ou
surfaciques. Le modele le plus simple est le modeéle de disque actif qui permet de
remplacer le rotor. Ce modele présente la surface balayée par le rotor comme une
surface de discontinuité de la pression. La discontinuité appliquée sur la surface permet
d’accélérer le fluide dans le cas d’une hélice ou de le ralentir dans le cas d’une €olienne.
Les perturbations créées par le disque actif sont intégrales et ne permettent pas de
représenter les pales du rotor. Par contre, c’est le modele de la ligne active qui prend en
compte I’individualité des pales et permet de représenter les tourbillons marginaux iSSus
des extrémités des pales. Malheureusement, avec ce modele il est difficile de représenter
’intensité de forces appliquées par les pales le long de la corde. En conséquence le
champ de vitesse autour de la pale ne représente pas la réalité.

Pour améliorer la représentation des pales des rotors ou des ailes, on propose ici
d’utiliser la méthode de la surface portante. Cette méthode est exacte dans le cas de
I’écoulement d’un fluide parfait autour d’une plaque mince. Dans le cas du fluide réel,
la surface portante ne satisfait pas les conditions aux limites. Néanmoins le théoréme de
quantité de mouvement est satisfait et la surface applique les mémes efforts sur le fluide
avec une intensité beaucoup plus proche que les autres modeéles hybrides.
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Chapitre 3 Exploration d’écoulement a la sortie du rotor et dans
le sillage

3.1 Introduction

Le but de cette étude est d’approfondir la connaissance de I’écoulement a travers
I’éolienne et d’extraire les caractéristiques aérodynamiques des pales du rotor.
L’exploration du développement du sillage permet d’améliorer les modeles de calcul. 11
est a noter que la conception de la modélisation hybride nécessite la connaissance de
polaires des profils. Les mesures de vitesses tangentielles et axiales derriére le rotor
permettent d’obtenir ces polaires. Par ailleurs pour développer les modeles basés sur le
calcul par les équations de Navier-Stokes, il faut connaitre la dissipation réelle des
tourbillons marginaux issus des pales et appliquer les schémas de calcul qui préservent
la vorticité d’une maniére adéquate. La connaissance des gradients de vitesse permet
d’optimiser la taille du maillage et de réaliser les deux objectifs suivants : avoir un
maillage suffisamment fin aux endroits ou les gradients de vitesse doivent étre bien
décrits et avoir globalement un maillage plutét compact afin d’obtenir les résultats de
calcul pour un temps CPU raisonnable.

L’avantage des mesures a 1’aide du fil chaud est la fréquence d’acquisition qui
peut atteindre 500kHz. En realité cette fréquence dépend de plusieurs facteurs comme le
rapport du pont de mesure, la longueur des cables, la vitesse et la stabilité. Dans notre
cas, cette fréquence est de 60kHz et elle est suffisante pour mesurer une vitesse de vent
synchronisée avec la rotation du rotor tous les 0,5° de rotation du rotor.

Plusieurs études sont menées avec le fil chaud dans le sillage éolien et les
résultats tres intéressants sont obtenus, notamment par Ebert & Wood, voir [31-35]. Les
études a I’aide fil chaud sont également menées a I’Université de Delft par Vermeer
[103, 104] et Mast et al [71]. Le but de ces études est d'obtenir I’influence des
tourbillons libres et des tourbillons attachés aux pales, ainsi que le sillage visqueux
venant des couches limites développées sur la surface des pales. Malheureusement les
études de mesures synchronisees avec la rotation du rotor sont menées dans les
souffleries a jets libres. En conséquence les plans de mesures sont situés trés prés du
rotor et le développement précis du sillage reste inconnu. Par ailleurs il existe des
mesures dans le sillage lointain Medici et al [72] et Massouh et al [168], mais le champ
de vitesse n’est pas synchronisé avec la rotation du rotor et les résultats sont utiles
uniquement du point de vue de la conception de parcs éoliens.

Dans ce chapitre on présente le principe de fonctionnement de 1’anémométrie a
fil chaud utilisée pour I’exploration du sillage. La mise en ceuvre de ces mesures a exigé
la réalisation d’un programme de commande pour un robot qui a permis de faire les
explorations en déplagant la sonde fil chaud dans les 3 dimensions de 1’espace exploré.
On présente également la solution adaptée pour avoir des mesures synchronisées
derriére le rotor éolien tournant.
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3.2 Anémometre a fil chaud : principe de fonctionnement

3.2.1 Transfert de chaleur

Le fonctionnement d’un anémometre a fil chaud est basé sur I’effet du transfert
de chaleur par convection. Le capteur, un fil métallique trés fin, est placé dans un
écoulement du fluide. Habituellement, le fil utilisé pour les mesures dans une soufflerie
est fait en tungsténe. Malgré sa bonne résistance a la haute température, au dela de
350C° le tungsteéne s’oxyde facilement. C’est pour cette raison que le fil est recouvert
d'une couche trés fine de platine. Dans le cas d’une sonde miniature de DANTEC, le fil
a une longueur de 1’ordre de 1,25 mm et un diamétre de I’ordre de 5um et il est soudé
sur deux broches, fig.3.1.

fil en tungsténe, d=5um, |=1.2mm connecteurs dorés

broches en accier corps en céramique

Fig.3.1 Sonde miniaturisée a fil chaud.

Le fil, qui a une résistance électrique R, est chauffé a 1’aide d’un courant
électrique avec une intensité 1. Ainsi, une puissance électrique égale a I°R,, est dissipée
par le fil et se transforme en chaleur. Le transfert de chaleur Q du fil a I’écoulement est
fonction de la vitesse du fluide, de la différence de température entre le fil et ’air T,-T,
ainsi que d'autres parametres physiques du fluide. En conséquence, toute variation dans
les conditions du fluide, qui affecte le transfert de chaleur, peut étre étudiée a 1’aide de
I’anémométre fil chaud. Habituellement, on mesure les composantes du vecteur de
vitesse ou la température d’un gaz ou d’un liquide. Il est également possible de mesurer
certains parametres spécifiques du fluide, par exemple, les contraintes pariétales ou la
concentration d’un gaz.

Dans cette analyse, on suivi Bruun [16]. L’équation de base, qui lie le transfert
de chaleur Q et la vitesse V de I’écoulement, pour un fil placé perpendiculairement au
vecteur de vitesse, est établi par King :

Nu=A"+B" Re%. (3.1)

Plus tard Kramers, a la base des essais dans différents fluides, a établi une
relation empirique entre le nombre de Nusselt, le nombre de Prandtl et le nombre de
Reynolds :

Nu = 0,42P1%%+0,57Pr3 Re0* (3.2)

44



Cette relation donne des résultats satisfaisants, si le nombre de Reynolds est
entre 0,001 et 10 000 et si le nombre de Prandtl varie entre 0.71 et 1 000. Dans cette
équation, Dl’effet de compressibilit¢ et le transfert de chaleur par convection sont
négligeables. Ces simplifications sont entierement justifiées pour une exploration du
champ de vitesse a I’aval d’une éolienne. Dans ce cas Re >Gr''3et la convection peut
étre négligée, ainsi que ’effet de compressibilité, parce que M <0.3.

On s’intéresse aux mesures a 1’aide d’un fil chaud placé perpendiculairement au
vecteur de vitesse d’un écoulement a température constante. Pour établir une relation
simple entre le transfert de chaleur du fil au fluide et le courant électrique passant par le
fil, on fait appel a certaines hypothéses. Tout d’abord on suppose que le transfert de
chaleur par radiation est faible de méme que la perte de chaleur par conduction du fil
aux broches. On suppose aussi, que la température est distribuée uniformément le long
du fil. Dans ces conditions :

12R,, = zdhI(T,, — T,) = 7Ik(T,, — T,)Nu (3.3)

Il est utile de présenter la différence de température entre le fil et le fluide a
I’aide de la résistance électrique du fil. Si on connait cette résistance pour une
température de référence To, on peut alors 1’évaluer pour une température arbitraire, a
I’aide du coefficient de température de la résistance oy :

Ru = Ro[L+ (T = To)] (34)

En conséquence :

T,-T, = Ry — Ry . (3.5)
Ry

Pour établir la relation entre le transfert de chaleur du fil au fluide et le courant
¢électrique on introduit I’éq. (3.5) et I’éq. (3.3) dans I’ éq. (3.2) de Kramers :

2 . 3.6
'R, _7ldR,-R, (0,42 Pr®?+0,57 Pro% Re®*?) (36)

Rw_Ra_ Qy 0

Il est plus facile de présenter cette équation sous la forme suivante :

2 3.7
"Ru _ A, gyn, (3.7)
RW_ a
Ici
A= 7Kg aop2. g Kl ggpa o5 (38)

Ry Ry

En fait, les équations (3.8) ne donnent que des valeurs approximatives et les
coefficients A, B et n doivent étre déterminés expérimentalement par 1’étalonnage. Pour
un tel étalonnage, du point de vue pratique, il est utile d’introduire la tension du fil
chaud E,=IR,, dans éq. (3.7), ainsi que T,-T, a partir d’éq. (3.5). De plus, si on inclut
apRo dans les constants A et B, on obtient :
%:(m BV™)(T, ~T.). (3.9)

W
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Les variations de la résistance ou du courant sont faciles a mesurer si la sonde a
fil chaud fait partie d’'un pont de Wheatstone, fig.3.2. Ce pont est constitué de deux
résistances fixes R; et R,. Dans la branche gauche du pont, a 1’aide d’un céble coaxial de
résistance R, on connecte le fil chaud. Du coté droit, une résistance variable Rs est
connectée. Afin de chauffer le fil chaud, la sortie d’un servo amplificateur est branché
au point A du pont de Wheatstone. Si le pont est équilibré, la tension a la sortie de
I’amplificateur est :

R +R_+Ry e (3.10)

E A -

W
En introduisant 1’éq. (3.10) dans 1’éq. (3.9) on obtient la relation entre la tension
a la sortie de I’amplificateur et la vitesse du vent :

E’R (3.12)
m =(A+BV")(T, ~T,)
1 LT w

Les coefficients A et B ne varient que faiblement, on les obtient a I’aide d’un
étalonnage.

3.2.2 Mode de fonctionnement

L’anémomeétre a fil chaud a deux modes de fonctionnement :

Courant constant (CC). Dans ce cas, le courant passant par le fil chaud est
constant. Cette méthode de mesure n’est pas adaptée a la mesure de fluctuations de
I’écoulement a haute fréquence. Le fil peut étre facilement brilé quand la vitesse est
élevée. Par contre, si la vitesse est trop faible, le signal devient trop faible.

Température constante (CT). Dans ce cas, la température, donc la résistance du
fil est constante. Cela permet de diminuer D’effet d’inertie thermique du fil et
d’augmenter la fréquence limite de mesure. Par contre, un circuit électronique trées
complexe doit étre utilisé. Un servo amplificateur est utilisé pour équilibrer le pont de
Wheatstone, pour une fréquence des fluctuations de la vitesse, allant dans certaines
conditions, jusqu'a 500 kHz.

Du point de vue du rapport signal/bruit, les deux modes de fonctionnement sont
équivalents quand les conditions de mesures sont identiques. Les anémomeétres CT sont
plus faciles a utiliser et ce mode est actuellement le plus employe.

Afin de controler I’équilibrage du pont, le point B, entre le fil chaud et la
résistance R; et le point D entre la résistance R, et la résistance variable Rs, sont
connectés a I’entrée du servo amplificateur. De plus, une tension supplémentaire € est
fournie a I’entrée de I’amplificateur.
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Fig.3.2 Anémometre fil chaud

Si le pont est en équilibre, on a R; Rs= Ry, Ry et la différence entre les potentiels
e1, dans le point B et e,, dans le point D est égale a zéro. Au contraire, si le pont n’est
pas équilibré, la tension a la sortie de I’amplificateur devient :

E=eyr +(8-€)G,

ou G est le coefficient d’amplification ou le gain. Une augmentation du gain
permet de rendre le pont plus sensible aux variations des parameétres d’écoulement, mais
moins stable. Habituellement G est entre 500 et 1000 et la tension eq de 1’ordrel5-
20mV.

Un paramétre tres important du fonctionnement de 1’anémometre est le rapport
du pont Ry/R,. Habituellement, on utilise un rapport du pont 1:1 ou 1:20. Le rapport 1:1
rend le pont plus sensible aux fluctuations de 1’écoulement, mais dans ce cas, 1’intensité
de courant a travers du fil augmente et ’amplificateur est difficile a gérer. Le rapport
1:1 est couramment utilise quand le cable de connexion du fil chaud est long et quand
on a besoin d’augmenter la fréquence de mesure. On utilise le rapport 1:20 dans le cas
de mesures dans I’eau ou quand la fréquence des fluctuations de 1’écoulement est
modérée et que la longueur du céable est de moins de 20m.

Un autre parametre important est le coefficient de surchauffe. Ce coefficient
représente le rapport entre I’augmentation de résistance durant le fonctionnement et la
résistance du fil chaud a froid.

Rw - Rw, froid (312)

a=
Rw, froid

Les grandes valeurs de ce coefficient augmentent la température de

fonctionnement du capteur. En effet, cette température doit étre limitée, en raison de

I’oxydation de la surface du fil, jusqu'a 300°C dans le cas d’un fil de tungsténe et

jusqu’a 700°C dans le cas d’un fil de platine. Par ailleurs, si la valeur de coefficient de

surchauffe est faible, les mesures deviennent vulnérables aux fluctuations de la
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température durant les mesures par rapport a la température d’étalonnage. Une valeur
optimale du coefficient de surchauffe, dans le cas d’un fil de tungsténe est de 0,8. Afin
d’obtenir la valeur souhaitée pour le coefficient de surchauffe, on utilise la résistance
variable Rs.

Au départ, quand le pont est mis en fonctionnement, le fil est froid et le pont est
en état de déséquilibre. La tension de desequilibre est amplifiée par le servo-
amplificateur et le fil se chauffe jusqu’a ce que le coefficient de surchauffe atteigne sa
valeur définie, alors le pont s’équilibre. Durant la mesure, si la vitesse de 1’écoulement
augmente, 1’échange de chaleur entre 1’écoulement et le fil chaud augmente aussi. Par
conséquent, la température du fil chaud diminue, le pont n’est plus équilibré, et le signal
d’entrée d’amplificateur augmente de méme que la tension a la sortie de 1’amplificateur.
Cette augmentation de tension E permet d’accroitre la puissance dissipée par le fil
chaud jusqu'a un état d’équilibre. On voit bien que, a ce nouveau point de
fonctionnement, correspond une nouvelle tension, éqg. (3.11). Donc pour chaque vitesse
d’écoulement, correspond une seule tension d’alimentation du pont.

oh
1

13Tw

h
0.97 h

} 0.15 h

Y

Fig.3.3 Réponse fréquentielle de la sonde fil chaud a un signal carré.

Etant donné que le fil chaud est utilisé pour les mesures instantanées, la
résistance réactive devient importante et pour équilibrer le pont, I’inductance du cable
doit étre prise en compte. Pour équilibrer cette induction, soit, on branche une bobine en
série avec R,, soit, un condensateur en série avec le fil chaud. Afin d’obtenir
I’équilibrage dynamique du pont, on utilise un test électronique. Ainsi, dans le point B
du pont on branche une source de tension et on envoie un signal carré. Pour avoir une
réponse optimale aux perturbations, le signal a la sortie de I’amplificateur doit avoir la
forme presentée sur la fig.3.3. Le temps de suppression de perturbation permet de
calculer la fréquence de mesure maximale :

B 1
1,3z,

c
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3.3 Etalonnage

On a d¢ja dit que I’équation (3.8) qui permet d’évaluer analytiquement les
coefficients A, B et n de la loi de King, ne donne que des valeurs trés approximatives.
En réalité, la vitesse calculée a 1’aide de ces coefficients présente un €écart important et
I’étalonnage de fil chaud avant chaque mesure devient indispensable. Le but de
I’étalonnage est d’extraire les coefficients de fil chaud réels a partir d’un tableau
expérimental composé par N couples des valeurs de la tension E et de la vitesse
correspondante V :

E =E(,), i=12.N. (3.13)

La méthode couramment utilisée pour le traitement des résultats d’essais fil
chaud est la méthode des moindres carrées. Ici, on utilise une relation basée sur la loi de
King comme une fonction modele, qui décrit au mieux la variation de la tension en
fonction de la vitesse :

E=A+BV". (3.14)

Le but du calcul est d’obtenir les coefficients A, B et n qui correspondent au
minimum de la somme des carrées des écarts Se entre les résultats d’étalonnage et le
calcul par la fonction modele :

N
S, = 33(Eq E. ).
i=1

(3.15)

La relation, entre la tension du fil chaud et la formule basée sur la loi de King,
donne de bons résultats pour un rapport de vitesses Umax/Unmin de 1’ordre de 10+20. On
peut noter que les meilleurs résultats sont obtenus pour une valeur de n de 0,4 a 0.45 a
la place de n=0.5 calculé par eq.(3.8). Les coefficients A et B varient de 0.5 a 7 et les
valeurs ne dépendent pas uniquement des propriétés du fil. Les valeurs dépendent aussi
des conditions d'essais et le fil chaud doit étre étalonné avant chaque mesure. La fig.3.4
représente la courbe d’étalonnage d’un fil utilisé dans cette étude. Les valeurs de
I’équation de King sont A=1,804011, B=1,113956, n=0,423897. On peut noter que la
sensibilité du fil est faible quand la vitesse du vent est élevée, ce qui oblige a bien
choisir I’intervalle des vitesses mesurées.
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Fig.3.4 Variation de tension en fonction de la vitesse.

Pour mesurer la vitesse dans un écoulement bidimensionnel, il faut utiliser une
sonde avec deux fils chauds croisés. Habituellement les deux fils sont croisés a 45°.
Dans cette étude on utilise la sonde de DANTEC 55P61 qui permet de mesurer les
angles de -45° a +45° pour les vitesses de vent jusqu'a 50 m/s. Le plan de mesure défini
par les fils est perpendiculaire a I’axe de la sonde. Le diametre du fil est de Sum et sa
longueur est de 2mm.

Etant donné qu’on mesure la vitesse et sa direction, il faut effectuer un
¢talonnage directionnel en plus de 1’étalonnage des vitesses. Le fabricant de la sonde
propose de faire cet étalonnage pour une seule vitesse. Malheureusement, cette simple
démarche donne des résultats aberrants, notamment quand les vitesses varient beaucoup
durant les essais. Pour cette raison, on adopte la méthode proposée par Bruun [16] qui a
montré pour la sonde DANTEC 55P51, qu’il existe une seule relation entre les tensions
des fils E; et E, d’une part, et la vitesse V et sa direction 6 d’autre part. L’étalonnage de
la sonde est donc basé sur les équations suivantes :

EZ=A(0)+B(OV" (3.16)
EZ=A(0)+B,(O)V"? (3.17)

Pour étalonner la sonde, on fixe d’abord 1’angle de direction 0. Pour cet angle on
fait 1’étalonnage afin d’obtenir les coefficients A, B et n pour les deux fils. Ensuite, on
fait varier I’angle de la sonde de -40° a +40° et on obtient les caracteristiques
directionnelles des coefficients A, B et n. A titre d’exemple sur la fig.3.5 sont
représentées les caractéristiques d’une sonde utilisée dans cette étude.
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Fig.3.5 Variation des coefficients de I'équation de King en fonction de la direction.

Le calcul des vitesses a la base des équations (3.16) et (3.17) est itératif. Dans la
premiére itération on suppose que I’angle 6 est nul et a partir des tensions mesurées E;
et E; on obtient les vitesses Vi et V,. Pour I’itération suivante, a partir de vitesses
obtenues on calcule 1’angle de la direction 0 et on obtient les valeurs de A, B et n
correspondantes. La méthode est stable et aprés quelques itérations on arrive a un écart
négligeable entre les valeurs de deux itérations consécutives.

3.4 . Résultats expérimentaux

3.4.1 Banc d’essais

L’¢tude expérimentale est menée sur I’éolienne Rutland installée dans la
soufflerie d’Arts et Métiers ParisTech. Le rotor de 1’€olienne testée est tripale avec un
diameétre de 500 mm. La corde du profil est de 68 mm au pied et de 48 mm a I’extrémité
de la pale. Les pales ne sont pas vrillées et I’angle de calage est de 10°. Durant toutes
les mesures avec I’anémométrie fil chaud, la vitesse de rotation est de 1050 tr/min pour
une vitesse d’écoulement a I’amont de 9.3 m/s. Le nombre de Reynolds, calculé a partir
de la corde située a 0.7R et de la vitesse relative au profil, varie entre 90 000 et 130 000.

L’¢étude est menée avec ’anémometre Streamline de DANTEC. L’anémometre
peut gérer simultanément trois fils chauds et peut controler 1’acquisition des données
ainsi que le déplacement de la sonde. Par ailleurs la température de 1’écoulement est
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mesurée par une sonde, qui permet de corriger les variations lentes de température de
’air venant de la dissipation de I’énergie dans la soufflerie.

3.4.2 L’étude du sillage proche.

La premiére série de mesure est effectuée afin de mieux comprendre la structure
de sillage. La sonde est placée au rayon 0.7R derriere le rotor et les mesures sont prises
pour quatre points a différentes distances de 0.0027D, 0.046D, 0.064D et 0.082D, voir
fig.3.6.

/" Dantec
"Streawline"

" 55P61 "X" -wire

Fig.3.6 Schéma de mesure des vitesses a I'aval de I'éolienne Rutland 503.

La sonde utilisée est la sonde 55P61, muni de deux fils croisés. Le plan de
mesure est un plan perpendiculaire a I’axe Y qui passe par le point de croisement de fils.
Cette position permet de mesurer la vitesse tangentielle et la vitesse axiale. On suppose
aussi que la composante radiale de la vitesse est néegligeable par rapport a ces deux
vitesses, voir Vermeer [104].

La cadence d’acquisition des mesures fil chaud est synchronisée avec la rotation
de la pale. Cette cadence permet de mesurer la vitesse axiale et tangentielle derriere le
rotor tous les 0,5°. A chaque position de la sonde on enregistre des mesures durant 200
tours. Comme 1’algorithme d’étalonnage de la sonde est trés compliqué, les données
sont traitées apres 1’essai. Le signal venant du marqueur de passage de la pale permet de
relever le début et la fin de chaque tour. Pour chaque rotation les mesures sont reparties
uniformément tous les 0,5 degré de la position azimutale du rotor. Ainsi pour chaque
tour, on a 720 valeurs de la vitesse axiale et tangentielle. Les résultats moyens pour
chaque position angulaire de la pale sont obtenus comme la somme arithmétique des
vitesses mesurées divisée par le nombre de tours
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7, - (3.18)

x|

K
Zv9i i/
j=1

Dans cette formule 6; est la position azimutale de la pale, j est I’index du tour et
K est le nombre total de tours effectués par le rotor durant les mesures, voir Bruun [16]
et Bendat [8]. Pour définir les pulsations de la vitesse on utilise 1’expression :

2 (3.19)

K
V29i = %Z(Vei,j _Vﬁi,j)
j=1

Les résultats pour les vitesses axiales et tangentielles adimensionnelles sont
représentés sur la fig.3.7. L’angle azimutal zéro est exactement dans I’axe de la pale de
référence.

La vitesse axiale du fluide diminue apres son passage au travers du rotor par
rapport a la vitesse a I’infini. Autour de sa valeur moyenne, elle subit un saut positif et
un saut négatif au moment du passage de la pale. Les positions azimutales des ces sauts
ne changent pas avec 1’¢loignement du plan du rotor, mais ’intensité des sauts diminue.
Ces fluctuations de vitesse sont dues au champ de vitesse induite créée par le tourbillon
attaché a la pale.

Selon la théorie de Froude-Rankine généralisée, si le rotor fournit 1’énergie a
I’écoulement, a la sortie du rotor, le fluide tourne dans la direction de rotation de ce
dernier : c’est le cas d’une hélice d’avion. Par contre, dans notre cas, le fluide entraine
le rotor qui transforme 1’énergie cinétique du fluide en énergie mécanique. Alors, le
sens de rotation du fluide a I’aval est opposé a la rotation du rotor et la valeur moyenne
de la vitesse tangentielle est négative.

La vitesse tangentielle subit des sauts négatifs, correspondant au passage de la
pale, et des sauts positifs. Les positions azimutales de ces derniéres s’écartent au fur et a
mesure avec I’éloignement du plan du rotor, fig.3.7.
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Fig.3.7 Vitesses adimensionnelles axiale et tangentielle a I'aval de I'éolienne Rutland 503 a R=0,7

La variation des vitesses axiales et tangentielles semble un peu compliquée,
pourtant un modele tourbillonnaire trés simple permet de bien comprendre 1’écoulement
dans le sillage. Dans le modéle tourbillonnaire, les pales sont remplacées par les
tourbillons fixés aux pales, voir fig.3.8. Comme ces tourbillons doivent étre fermés,
selon le théoréeme de Helmholtz a partir des extrémités se crée le sillage libre. Pour
simplifier encore la représentation du sillage libre, les tourbillons hélicoidaux issus de
pales sont remplacés par des lignes droites du coté du pied de pale avec une série de
tourbillons annulaires du coté de ’extrémité de pale. La vitesse dans un point de
I’écoulement est considérée comme étant la somme de la vitesse a 1’infini, I’ensemble
des vitesses induites par les pales, les tourbillons annulaires et les lignes droites
tourbillonnaires :

—

V=V, +V +V, (3.20)

linéaires

pale +Vannu|aires

Si on est proche de la pale, les vitesses induites par les tourbillons attachés aux
autres pales voisines sont négligeables. D'autre part, les tourbillons annulaires induisent
les vitesses axiales et radiales. Loin de ’extrémité de la pale, les composantes radiales
sont faibles par rapport aux vitesses axiales et peuvent étre négligées. Finalement les
tourbillons linéaires n’induisent que des vitesses tangentielles. Puisque la composante
de vitesse radiale est faible, I’écoulement dans une surface cylindrique centrée sur I’axe
du rotor peut étre représenté par un écoulement plan, exactement comme dans le cas des
turbomachines axiales.
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Fig.3.8 Modeéle tourbillonnaire simplifié du rotor
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Fig.3.9 Vitesses axiale et tangentielle induites par le
tourbillon attaché a la pale

Le schéma sur la fig.3.9 représente les vitesses axiales et tangentielles induites
par le tourbillon lié a la pale. Avant le passage de la pale devant la sonde fil chaud, la
vitesse axiale induite est dans le sens de 1’écoulement et a donc pour effet
I’augmentation de la vitesse totale. Derricre la pale, quand 1’angle azimutal est nul, la
vitesse induite axiale devient nulle. Apres le passage de la pale devant la sonde fil chaud
la vitesse induite s’oppose a la vitesse a ’infini et ralenti I’écoulement. La vitesse
induite tangentielle est toujours négative et prend sa valeur maximale durant le passage

de la pale.
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Fig.3.10 Vitesse adimensionnelle axiale a
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Fig.3.11 Vitesse tangentielle adimensionnelle a
I’aval du rotor

Sur la fig.3.10, on représente la variation de la vitesse axiale a 1’aval du rotor.
Selon le modele tourbillonnaire, la vitesse moyenne axiale est la somme de la vitesse a
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I’infini et de la vitesse induite par la série de tourbillons annulaires qui ralentissent
I’écoulement.

V,=V, -V

annulaires

(3.18)

Les perturbations de la vitesse axiale mesurée par le fil chaud sont liées au
passage de la pale. Le tourbillon attaché a la pale dans ce plan est représenté comme un
tourbillon bidimensionnel et la perturbation qu’il crée est égale a :

r ro (3.19)

VW (0)=———
o) = g

Ici ré@ est la coordonnée circonférentielle et z est la distance entre le plan de la
rotation et le plan de mesure. L’extremum de 1’éq.(3.19) est atteint quand la distance

axiale est égale a la distance circonférentielle, ici le saut de la vitesse axiale est égale a :
3.20
av=L1 (3.20)

4rr 7

Cette équation montre que la vitesse induite axiale et tangentielle est
inversement proportionnelle a la distance. Les résultats expérimentaux confirment bien
ce résultat theorique, voir fig.3.12.
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Fig.3.12 Saut de la vitesse axiale a I'aval du rotor Fig.3.13 Saut de la vitesse tangentielle a I’aval du

rotor

La méme conclusion peut étre faite concernant les vitesses tangentielles induites
par le tourbillon attaché a la pale. Ici la vitesse tangentielle maximum induite est égale a :

ri (3.21)

V., =—
27 7

tmax

Les résultats expérimentaux confirment cette relation théorique, voir fig.3.13.

Si, ’origine du saut négatif de la vitesse tangentielle fig.3.11 est potentielle, le
saut positif qui a lieu apres le passage de la pale a un caractére complétement visqueux.
Le saut positif joue un réle négatif étant donné qu’il diminue la puissance mécanique du
rotor. Ce saut est créé par le sillage visqueux derriére la pale. Ce sont les couches
limites de I’extrados et de I’intrados du profil qui sont a 1’origine de ce sillage.
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L’examen de la fig.3.11 montre que la position angulaire des sauts potentiels
dépend uniquement de la position angulaire de la pale. En effet, quelque soit la distance
axiale z a I’aval du rotor, les sauts ont la méme position angulaire. Au contraire, le
sillage visqueux se déplace dans la direction du vent relative et avec 1’éloignement du
plan de mesure a partir du rotor, le saut arrive avec un délai, voir le schéma présenté sur
fig.3.11.

3.4.3 Exploration de champs de vitesse a la sortie du rotor

Aprés la premiere étude destinée a relever les différentes sources de perturbation
de I’écoulement, une étude plus approfondie a été mise au point. Dans cette étude, on
explore le champ de vitesse immédiatement derriére le rotor dans un plan situe a 0.02D
(10mm) du plan de rotation. La sonde est placee dans la direction radiale et les mesures
sont faites toutes les 10 mm.

Le champ de vitesse axiale est représenté sur la fig.3.14. Les trois bandes
radiales en couleur rouge-orange représentent le saut positif de la vitesse axiale induit
par ’arrivé de la pale. La vitesse maximum ici est presque égale a la vitesse a ’infini.
Le saut positif est suivi immédiatement par le saut négatif. On note que la vitesse n’est
pas vraiment réguliére, ce qui est du au sillage visqueux derriere le bord de fuite de la
pale. 1l est également évident que I’écoulement est décroché sur les premiers 15% de la
partie interne de la pale car le saut négatif a disparu.

Le point de fonctionnement de [’éolienne correspond a wune charge
aérodynamique du rotor importante et en conséquence le diamétre du sillage s’agrandit.
Néanmoins on peut observer la présence de tourbillons marginaux par 1’augmentation
de la vitesse, immédiatement apres le passage de la pale et qui se situe dans un segment
étroit a ’extrémité du champ mesuré.

Concernant la vitesse tangentielle représentée sur la fig.3.15, on voit que le
passage de la pale et le saut négatif lié a ce passage sont bien indiqués. Immédiatement,
le sillage visqueux perturbe 1’écoulement et ralenti la rotation du fluide. Il est a noter
que ce ralentissement diminue la puissance mécanique du rotor.
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Fig.3.14. Vitesse axiale a I’aval du rotor
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Fig.3.15. Vitesse tangentielle a I'aval du rotor

Pour montrer les perturbations dans 1’écoulement apportées par le sillage
visqueux venant du bord de fuite des pales, on représente la vitesse tangentielle colorée
par les pulsations de la vitesse de 1I’écoulement, fig.3.16. Le systéme de coordonnées est
r-0 et le sillage de la pale est toujours représenté pour un angle 6=const. Le saut positif
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de la vitesse tangentielle et le pic des pulsations de la vitesse sont confondus. Il est
évident que ces pulsations sont liées avec les couches limites et les sillages venant du
bord de fuite. L’ordre de grandeur des pulsations de 1’écoulement est trés important :
prés de 40%. Néanmoins, le reste du fluide qui passe a travers le rotor garde un taux de
pulsations au-dessous de 4%, voir fig.3.17.
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Fig.3.16 Vitesse tangentielle coloriée par les Fig.3.17 Vitesses tangentielle, vitesse axiale et
pulsations de I'’écoulement pulsations de I’écoulement a 0.7R

3.4.4 Exploration de champ de vitesse dans le sillage lointain

Pour compléter I’étude du sillage a I’aval du rotor avec I’exploration du sillage
lointain, des mesures supplémentaires sont prises dans quinze plans perpendiculaires a
I'axe de rotation. Ces plans sont situés aux distances axiales z/D = 0,08, 0,125, 0,16
0,25, 0,375, 0,5, 0,75, 1,0, 1,25, 1,5, 2,0, 2,5, 3,0, 4,0, 5,0. A chaque plan les mesures
sont effectuées aux rayons r/D = 0,15, 0.2, 0,25, 0.3, 0,35, 0,4, 0,45 et 0,48. Une partie
des résultats de I'exploration est representée, pour la vitesse axiale sur la fig.3. 18, et
pour la vitesse tangentielle, sur la fig.3.19. En raison de non visibilité, la représentation
de certains plans est omise.

Sur le champ de vitesse axiale on voit bien la présence du passage des pales.
L’influence de pales ne change pas sa position azimutale et diminue
proportionnellement & 1/r. On peut noter qu’aprés une distance de deux diameétres, la
présence des pales disparait et le champ de vitesse est moyenné dans la direction
circonférentielle. Par contre, les tourbillons marginaux issus d’extrémités des pales
peuvent étre observés a une distance supérieure de 2D. Les vitesses induites par ces
tourbillons visualisent bien les hélicoides qui suivent la vitesse relative de I’écoulement.
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Sur le champ de vitesse tangentielle on voit bien que les vitesses induites par les
tourbillons liées aux pales ne changent pas leurs positions azimutales. Par contre les
nappes tourbillonnaires issues du bord de fuite des pales suivent 1’écoulement relatif.

0.16D 0.25D 0.5D 0.76D1.D 15D 2D 3D 4D 5D

V,/V_: 0 02 04 06 08 1 1.2

Fig.3.18 Vitesse axiale dans le sillage lointain

0.16D 0.25D 0.5D 0.75D1.D 1.5D

V\/V_: 07 -05 -03 -01 0.1 03

Fig.3.19 Vitesse tangentielle dans le sillage lointain

Une vision plus precise sur le développement du sillage est représentée sur les
fig.3.20 et fig.3.21. On peut observer comment les perturbations de 1’écoulement
s'atténuent. En effet, la distance de 1,5D est la derniére ou on peut remarquer les
irrégularités de la vitesse dans le sens circonférentiel.
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Fig.3.20 Vitesses tangentielle et axiale de Fig.3.21 Vitesses tangentielle et axiale de
I’écoulement a I’aval du rotor a 0.5R I’écoulement a I'aval du rotor a 0.7R

Pour compléter les études de sillage lointain, une mesure de champ de vitesse
totale dans un repére fixe a été effectuée. Ce champ de vitesse, coloré par les
fluctuations de vitesse est représenté sur la fig.3.22. On voit comment le sillage s’¢élargi
et comment la vitesse moyenne augmente le long de la veine, a 1’aval du rotor. Il est &
noter que les pulsations de 1’écoulement sont plus importantes dans la zone de mélange
du sillage avec 1’écoulement externe.

AV%: 0 2 4 6 8101214161820

Fig.3.22 Vitesse totale, coloriée par les pulsations de I'’écoulement
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3.5. Conclusion

Dans ce chapitre on a exposé 1’étude du sillage proche et lointain a I’aval d’un
rotor éolien. Pour mener cette étude, un banc d’essai a été¢ mis en point dans la soufflerie
des Arts et Métiers-ParisTech. Ce banc d’essai est composé d'une éolienne munie d'un
générateur de signaux. Celui-ci permet la synchronisation de I’acquisition des données
et de la rotation du rotor avec une précision de 0.5°. Un logiciel spécialement développé
a permis le déplacement du robot-explorateur par la chaine fil chaud Streamware
90N100 de DantecDynamics.

La premiere série de mesures de cette étude, dans le sillage proche, a permis de
mettre en évidence ’origine des fluctuations du champ de vitesse axiale et tangentielle.
On a repéré que ’origine des fluctuations, qui ne changent pas ses positions azimutales
est lié avec la vorticité de pales. L’amplitude de ces fluctuations est inversement
proportionnelle a la distance. Par contre les fluctuations qui se déplacent dans la
direction de la vitesse relative viennent du bord de fuite de pales. Ces fluctuations sont
liées avec les couches limites developpées sur la surface de pales. Il est a noter que les
rms pulsations de I’écoulement atteignent 40% dans le sillage visqueux, tandis que pour
le reste de I’écoulement, elles sont de I’ordre de 4%.

La deuxiéme série de mesures a été menée a I’aval du rotor dans le sillage
proche et lointain. Cette étude a tout d'abord permis de compléter la base des données
PIV qu’on crée pour valider la modélisation hybride. L’individualité des pales, présente
jusqu’a 2D derricre le rotor, est egalement mise en évidence. Apres cette distance
I’individualité des tourbillons marginaux est uniquement présentée, le champ de vitesse
est moyenné dans le sens circonférentiel.
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Chapitre 4 Etude de I’écoulement autour des profils d’une pale
tournante

4.1 Introduction

Dans ce chapitre on étudie 1’écoulement autour des profils des pales de rotors en
rotation. Le but de cette étude est de créer une base de données servant a obtenir les
caractéristiques des profils tournants et a valider le modéle hybride.

Plusieurs théories aérodynamiques pour I’analyse de I’écoulement au travers des
rotors utilisent les caractéristiques aérodynamiques des profils. Ces caractéristiques
permettent de calculer les efforts appliqués par le vent sur les éléments de la pale.
Habituellement, les coefficients de portance et de trainée en fonction de l’angle
d’incidence viennent d’essais de profils en soufflerie. Par ailleurs, il est connu que la
rotation du rotor peut avoir un effet sur les coefficients aérodynamiques. Contrairement
au profil d’une aile fixe, dans le cas de la pale tournante, la couche limite est soumise
aux forces centrifuges et a la force de Coriolis. En conséquence, le décrochage apparait
pour un angle d’incidence plus élevé et devient moins brusque, notamment pour les
profils au pied de la pale, voir Tangler [100]. Ainsi, pour améliorer la précision de
calcul, il est indispensable d’utiliser les caractéristiques aérodynamiques du profil en
rotation, parfois appelées «polaire tournante.

Il existe différentes théories permettant de calculer la polaire tournante a base
d’une correction de la polaire 2D du profil, voir Linderburg [59]. Malheureusement, les
résultats obtenus a ’aide de ces théories ne sont pas toujours satisfaisants et ne
permettent pas d’atteindre la précision voulue. En conséquence, la voie expérimentale
reste encore a exploiter afin d’obtenir ces caractéristiques.

Actuellement, la méthode expérimentale est basée sur la mesure de la pression
statique sur plusieurs coupes le long de la pale et sur la mesure de la pression
dynamique en amont de chacune de ces coupes. Cette méthode peut étre appliquée aux
rotors équipés de pales assez larges, ayant suffisamment de place pour embarquer un
capteur de pression et les tubes correspondants a ces différentes prises de pression. Par
ailleurs, la tache devient encore plus difficile, étant donné que la vitesse de référence
doit étre mesurée suffisamment a I’amont du profil ou I’écoulement est peu perturbé.

Au vu de ces difficultés, pour mesurer les pressions sur une pale en rotation et
pour obtenir la direction du vent en amont du profil, cette méthode s'avere trés colteuse
et les polaires tournantes n’existent que pour quelques profils ; Hand et al [45], Maeda
et al [64, 65] et Snel et al [88].

Le developpement des techniques de mesures non-intrusives, telles que LDA et
PIV, permet d’obtenir le champ de vitesse autour d’une pale en rotation. Cette technique
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a ét¢ appliqué pour 1’étude du sillage derriere le rotor de I’hélicoptere [9], d’une hélice
marine [26], [40]. L’examen de la bibliographie montre qu’il y a peu d’études de
I’écoulement au travers d'un rotor éolien faisant appel a cette technique d’exploration.
La plupart des équipes travaillent sur I’exploration PIV du sillage €olien, par exemple
Grant [42, 43 et 44], Liu et al [60], Massouh et Dobrev [36], Snell et al [88], Sato [82],
Whale [108, 109] et seulement deux équipes ont travaillé sur 1’exploration de
I’écoulement autour du profil de pale tournante.

Dans la premiére étude, présentée par Smith et al [87], les auteurs ont étudié le
sillage tourbillonnaire derriere le rotor et le champ de vitesse autour du profil de la pale.
Ainsi, ces auteurs ont évalué la répartition de la circulation le long de la pale, 1’angle
d’incidence est donné a titre indicatif, mais les auteurs ne précisent pas comment cet
angle est obtenu.

Un autre travail consacré a 1’é¢tude de champ de vitesse autour d’une pale
d’éolienne est celui de Maeda et all [64]. Dans ce travail, les auteurs exposent la
répartition de la circulation le long de la pale, basée sur les vitesses obtenues a 1’aide de
LDA. La répartition de pression est également mesurée pour 5 sections différentes de la
pale. Les caractéristiques aérodynamiques des profils sont déterminées a partir des
mesures de pression.

Le travail présenté ici est la suite des études du sillage tourbillonnaire a 1’aval
des rotors ¢€oliens, Massouh & Dobrev [69] et Dobrev et al [27]. L’objectif visé consiste
a développer une méthode de calcul des coefficients aérodynamiques du profil tournant.
Ces coefficients sont indispensables lors de modélisation hybride. De plus les champs
de vitesse autour de profil, obtenus durant les essais, permettent d‘établir une base de
données utiles pour la validation de la modélisation hybride proposée.

Dans ce travail on adopte une méthode de I’extraction des caractéristiques
aérodynamiques des profils basées sur I’analyse du champ de vitesse autour des profils
de la pale en rotation ; champ obtenu par mesures PIV. La force aérodynamique
appliquée au profil est obtenue en se basant sur le théoréeme de Kutta-Joukovski, et a
partir de la circulation autour du profil.

La vitesse de référence qui sert a calculer les coefficients aérodynamiques est
déterminée a partir de la vitesse mesurée en amont du profil et de la composante
périphérique de rotation de la pale. Une correction est appliquée pour tenir compte des
perturbations dues a la vitesse induite par le profil.

Le calcul est fait pour différents points de fonctionnement de 1’€olienne, ce qui
permet d’établir la variation du coefficient de portance en fonction de I’angle
d’incidence. Enfin, pour valider la méthode, la puissance calculée a I’aide de la
circulation est comparée avec la puissance mécanique directement mesurée sur I’arbre
de I’¢éolienne.
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4.2 Etude expérimentale

4.2.1 Banc d’essais

L’¢tude expérimentale est menée sur I’éolienne Rutland installée dans la
soufflerie d’Arts et Métiers — ParisTech. Le rotor de 1’éolienne testée est tripale avec un
diamétre de 500 mm. La corde du profil est de 68 mm au pied et de 48 mm a I’extrémité
de la pale. Les pales ne sont pas vrillées et I’angle de calage est de 10°.

Durant les essais, la vitesse de rotation varie de 1200 tr/min a 1800 tr/min pour
une vitesse d’écoulement de 9.3 m/s. Le nombre de Reynolds, calculé a partir de la
corde située a 0.7R et de la vitesse relative au profil, varie entre 90 000 et 130 000.

Le rotor est installé sur un arbre, qui est couplé avec un générateur de courant
continu. La charge du rotor est contrdlée a I’aide d’un rhéostat connecté aux bornes de
ce dernier. Le couplage entre 1’arbre du rotor et le générateur est réalisé par
I’intermédiaire d’un couplemétre qui permet de mesurer le couple mécanique et
d’émettre un signal carré pour chaque degré. Un dispositif avec un codeur optique, qui
vise une cible tournante sur ’arbre, permet de localiser le passage de la pale prise
comme référence. Ainsi, en comptant le nombre de signaux carrés, venant du
couplemetre, apres le passage du signal de référence, on peut connaitre la position
angulaire du rotor avec une précision de 1°. L’acquisition des données issues des
codeurs est faite a 1’aide d’une carte d’acquisition, qui émet un signal TTL servant a
déclencher les mesures PIV pour une position azimutale bien définie du rotor.

Fig.4.1. Banc d’essais Fig.4.2. Plan d’exploration

Le systeme PIV est géré par le logiciel de Dantec DynamicsStudio 2.21. La prise
d’images s’effectue en mettant en ceuvre un laser (Litron Nano-L 200-15) d'une
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puissance de 200 mJ, une camera de 2048x2048 px (Dantec FlowSense 4M, objectif
Nikkor AF-S 105 mm f/2.8G ED IF), une carte "frame graber" et un systéme de
synchronisation. Ce dernier synchronise la prise d’images et flashs lasers avec la
position de la pale. L’ensemencement de 1’écoulement est fait de micro-gouttelettes
d’huile d’olive créées par un générateur de brouillard (10F03 de DANTEC).

Fig.4.3. Image brute et champ de vitesse relative autour du profil

4.2.2 Prise et traitement numérique des images

Afin d’établir la courbe "coefficient de portance-angle d’incidence", la vitesse de
rotation du rotor varie entre 1200 tr/min et 1800 tr/min, tout en gardant la vitesse a
I’amont égale a 9,3 m/s. L étude est menée en 9 points de fonctionnement du rotor et
pour chaque point, une série de 200 images doubles est prise. Cette prise d’images est
synchronisée avec la rotation du rotor et la chaine PIV est déclenchée quand I’axe de la
pale devient perpendiculaire au plan d’acquisition. Comme la nappe laser est normale a
I’axe de la pale, un réflecteur optique est également associé afin de résoudre le
probléeme d’ombre créé par le profil et pour éclairer le coté arriére. Pour diminuer les
réflexions de rayonnement laser, toute la surface du rotor est recouverte d'une peinture
noire mate.

En prenant en compte que la fréquence de la camera est 7 Hz, la prise d’image se
fait tous les quatre tours. Le délai entre la premiére et la deuxiéme image de chaque
paire d'images est régle a 20 us. Cette valeur a été établie expérimentalement afin
d’assurer la meilleure corrélation. La cross-corrélation avec adaptation est faite pour des
fenétres d’interrogation de 32x32 pixels et un chevauchement de 50%, ce qui assure une
résolution spatiale de 1,23 mm. Les résultats fig.4.3 montrent une bonne corrélation
sauf dans la région prés des parois de la pale. Le champ de vitesse relative du vent par
rapport a la pale est superposé sur I’image brute, ainsi que les lignes de courant. Malgré
la saturation de I’image pres du profil, le champ de vitesse est parfaitement exploitable
étant donné que le contour d’intégration pour le calcul de la circulation est
suffisamment éloigne.
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Le traitement de I’ensemble des images PIV a permis d’établir une banque de
données comportant les champs de vitesse instantanée et le champ de vitesse moyenne
pour chacun des 9 points de fonctionnement du rotor. Le traitement des images est fait a
I’aide de DynamicStudio de DantecDynamics. Les bons résultats peuvent E&tre
¢galement obtenus a I’aide des méthodes présentées par [99] ou [108].

4.2.2.1 Ecoulement autour du profil

Le but des essais est d’obtenir suffisamment d’informations concernant le champ
de vitesse autour du profil afin de calculer ses propriétés aérodynamiques. En effet, il
est possible d’extraire les caractéristiques aérodynamiques directement a partir du
champ de vitesse absolue. Sur les fig.4.4 a fig.4.5, on représente les résultats des essais

typiques.

Sur le champ de vitesse absolue, fig.4.4, le débit du fluide entre deux lignes
adjacentes est constant. Le nombre de lignes de courant a I’aval est moins grand qu’en
amont : on voit que 1’écoulement a travers le rotor est ralenti comme le prévoit la
théorie de Froude-Rankine. De plus 1’écoulement est dévié par les pales en sens opposé
a la rotation, vers le bas, selon le théoréeme de conservation du moment cinétique. Aussi
on note I’existence d’une zone de décollement au bord de fuite du profil. Ce
décollement est une conséquence de 1’épaisseur du profil au bord de fuite non nulle. La
présence de ce sillage visqueux est également visible sur la fig.4.5, qui représente la

vitesse relative autour du profil.
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Fig.4.4 Vitesse absolue, n=1200 tr/min Fig.4.5 Vitesse relative, n=1200 tr/min

Les essais sont effectués pour trois rayons différents le long de la pale : 0,5R,
0,7R et 0,9R. Pour chaque série d’essais, on fait varier la vitesse de rotation du rotor de
1100 tr/min & 1800 tr/min pour une vitesse de vent a I’amont constante de 9.3 m/s. Etant
donné que le moment d’inertie de rotor est important et la puissance du rotor faible, il
est difficile d’obtenir une vitesse de rotation bien définie. En conséquence pour chaque
série d’essais, les vitesses de rotation varient et on ne peut pas comparer directement les
champs des vitesses.

67



4.2.2.2 Etude 4 R=0,5

C’est le rayon la plus proche du pied de la pale. Si on s'approche encore plus
pres du pied, la qualité d’image diminue en raison de la réflexion du rayonnement laser
venant du moyeu. Ici, I’angle d’incidence du profil varie plus et devient plus important
par rapport aux rayons proches de I’extrémité de la pale. Sur les fig.4.6 a fig.4.13 les
champs de vitesse relative sont représentés. L’angle d’incidence diminue avec
I’augmentation de la vitesse de la rotation. Pour les vitesses de rotation de 1114 tr/min
et 1256 tr/min, I’écoulement est légérement décollé de I’extrados, le point de
décollement est situé a peu prés a 80% de la corde. Pour ces vitesses, 1’angle
d’incidence est autour de 10°. Avec I’augmentation de la vitesse, cet angle diminue et
pour la vitesse de rotation de 1790 tr/min il devient de 2°. Ainsi 1’augmentation de la
vitesse relative sur 1I’extrados du profil diminue, le décollement disparait, mais le sillage
visqueux du bord de fuite reste.

Fig.4.8 0.5 R, n=1352 tr/min Fig.4.9 0.5 R, n=1436 tr/min
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Fig.4.10 0.5 R, n=1490 tr/min Fig.4.11 0.5 R, n=1580 tr/min

Fig.4.12 0.5 R, n=1720 tr/min Fig.4.13 0.5 R, n=1790tr/min

4.2.2.3 Etude & R=0,7

Sur les fig.4.14 a fig.4.21 sont représentés les champs de vitesse relative
adimensionnelle. C'est 1’écoulement autour du profil placé a un rayon de R=0,7 de la
pale qui est représentatif pour l'intégralité de I'écoulement autour du rotor. Le
décollement n’existe pas méme pour la vitesse de rotation la plus faible. Pourtant le
sillage visqueux est toujours présent. Les images sont prises plus loin de la pale et le
profil est plus petit comparé a la taille d’image. Cette échelle permet d’observer le
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sillage venant de la pale précédente a partir de la vitesse de rotation de 1435 tr/min
fig.4.17. La distance entre le sillage visqueux est égale au pas du sillage tourbillonnaire
derricre le rotor. Comme pour I’écoulement du cas précédent, avec 1’augmentation de la
vitesse de rotation, I’angle d’incidence diminue et I’intensité des perturbations créée par
le profil diminue.

140
120

100

Fig.4.14 0.7 R, n=1200 tr/min Fig.4.15 0.7 R, n=1314 tr/min

Fig.4.16 0.7 R, n=1360 tr/min Fig.4.17 0.7 R, n=1435 tr/min
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Fig.4.18 0.7 R, n=1480 tr/min Fig.4.19 0.7 R, n=1580 tr/min

Fig.4.20 0.7 R, n=1630 tr/min Fig.4.21 0.7 R, n=1800 tr/min

4.2.2.4 Etude a R=0,9

Sur les fig.4.22 a fig.4.29 on représente le champ de vitesse relative
adimensionnelle autour de profil, placé a 0,9R. Ce profil est voisin de I’extrémité de la
pale, mais on peut encore considérer 1’écoulement comme bidimensionnel. Le
décollement n’existe pas, méme pour la vitesse de rotation plus faible. Comme dans
tous les cas précédents, avec 1’augmentation de la vitesse de rotation, la vitesse relative
adimensionnelle sur I’extrados diminue. Sur la fig.4.30 on représente I’image PIV brute.
Les zones voisines des parois du profil sont difficiles a étudier en raison de la réflexion
lumiere laser. L’intrados du profil est moins éclairé mais la réflexion de la lumicre
venant du miroir placé sur le sol est suffisante.
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80 80
60 60
>
40 40
20 20
20 40 60 80 20 40 60 80
X X
Fig.4.24 0.9 R, n=1378 tr/min Fig.4.25 0.9 R, n=1436 tr/min
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Fig.4.26 0.9 R, n=1530 tr/min Fig.4.27 0.9 R, n=1624 tr/min
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Fig.4.28 0.9 R, n=1735 tr/min Fig.4.29 0.9 R, n=1792 tr/min

II est intéressant d’étudier ce sillage visqueux de plus pres, fig.4. 30. Dans cette
étude la camera est approchée du rotor et la résolution spatiale devient 0.65mm. Sur la
fig.4. 31, on voit le ralentissement de 1’écoulement dans le sillage dans lequel il existe
des structures tourbillonnaires apériodiques et tres intensives. Ces structures se forment
dans la couche limite de I’intrados et de I’extrados du profil et se décrochent du bord de
fuite I’'une aprés l'autre. La structure est apériodique et non-réguliere, néanmoins sur le
champ de vorticité moyennée sur la base de 200 images, on voit que les zones de
tourbillons positifs et négatifs sont bien distinctes.
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Fig.4.30 0.9 R, image brut PIV Fig.4.31 0.9 R, n=1378 tr/min, vitesse relative
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Fig.4.32 0.9 R, n=1378 tr/min, vorticité instantanée Fig.4.33 0.9 R, n=1378 tr/min, vorticité

moyennée
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4.3 Analyse des résultats

4.3.1 Calcul de portance du profil

4.3.1.1 Méthode d’extraction des caractéristiques aérodynamiques des profils

Il existe une différence trés importante entre 1’écoulement autour d’un profil
isol¢ et I’écoulement autour d’un profil de pale de rotor. Cette différence concerne la
vitesse de référence, qui sert a calculer la pression dynamique et 1’angle d’incidence.
Pour calculer les coefficients aérodynamiques du profil, méme si on a les efforts
appliqués sur la surface de ce dernier, on doit connaitre cette vitesse.

Dans le cas d’un rotor €olien, le fluide qui traverse le rotor est ralenti. Ce
ralentissement est le résultat de fonctionnement du rotor, qui transforme 1’énergie
cinétique du vent en énergie mécanique. En conséquence, la vitesse de référence en
amont du profil n’est pas celle a I’infini amont, mais une autre, proche du plan du rotor
et qui prend en compte le ralentissement du fluide venant du fonctionnement du rotor.
En général, le ralentissement est important, selon la loi de Betz la puissance maximum
du rotor est atteinte quand la vitesse au plan du rotor devient 2/3 de la vitesse a I’infini
amont.

En effet le probleme de la vitesse de référence n’est pas facile a résoudre. Si on
limite la fenétre d’étude prés du profil afin d’avoir une bonne résolution spatiale, la
plupart du champ mesuré¢ sera perturbée par le profil. Au contraire, si on s’¢loigne trop
du profil, on perd de la précision. Par ailleurs, 1’écoulement a travers le rotor se fait sur
des surfaces de courant axisymétriques. Avec l'agrandissement du plan mesure, le
fluide, présent sur les parties haute et basse de 1’image, fig.4.2, s’écarte trop de la
surface de courant propre au profil. Donc, ces parties ne sont pas utiles pour 1’étude du
profil. De méme, on ne peut pas s’écarter vers I’amont ou vers 1’aval ; la variation de la
vitesse axiale est trop importante.

Pour traiter la question du calcul de la vitesse de référence, on utilise une
démarche similaire a celle proposée par Shen [2009] qui est convenable quand les zones
de décrochage sont limitées. Cette démarche est basée sur la déduction de la vitesse
induite par le profil a partir du champ de vitesse mesuré. En effet, quand on étudie
I’écoulement autour d’un profil pour des angles d’incidence faibles ou modérés, dans
une premiére approche, il est possible de négliger les effets de la viscosité. Dans ce cas,
on peut présenter 1’écoulement au voisinage d’un profil plan comme la somme de la
vitesse de vent en amont et de la vitesse induite par le profil. Par contre, 1’écoulement
au voisinage du profil de la pale est plus complexe. D’abord, comme le montre la
théorie de Glauert, la vitesse de réference n’est pas la vitesse a I’infini. Ici, il faut
prendre en compte la vitesse induite par les tourbillons du sillage derriéere le rotor. En
conséquence, la vitesse absolue de référence est la somme de la vitesse a I’infini et de la
vitesse induite par le sillage :

—

V, =V, 4V, (4.1)
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et la vitesse absolue au voisinage du profil devient :

V =V, +V, (42)

Cette équation permet de calculer la vitesse absolue de référence V,, étant

donné que la vitesse au voisinage du profil est connue par les mesures PIV et que la
vitesse induite par le profil peut étre évaluée.

Pour évaluer la vitesse induite par le profil, on remplace ce dernier par une ligne
de longueur c. Sur cette ligne on répartit une couche tourbillonnaire avec une intensité
Y(S), qui donne la méme circulation I' comme le profil :

c 3
r= j y(s)ds 43

Pour faciliter le calcul, on suppose que I’intensité vy(S) de la couche
tourbillonnaire est équivalente a celle d’une plaque plane :

- e /—% (4.4)

Ici, o est ’angle d’incidence et S est la distance mesurée a partir du bord de
fuite. La circulation autour d’une plaque plane est :

I'=7acV, (4.5)

Par conséquent, la répartition de I’intensité adimensionnelle peut étre exprimée
sans 1’angle d’incidence, uniquement en fonction de la distance le long de la corde ;

O (4.6)
A =

On peut calculer la vitesse induite dans un point arbitraire P(Xc,Yyc) au voisinage
du profil a I’aide de la loi de Biot-Savart :

r Yo = ¥(s) _ (4.7)
U=— : d
ST O OO A
r § X, — X(S) _
Y c d
) 27[! (%, =x(s))" = (y. = y(s)" )
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Fig.4.34 Vitesse induite par le profil

Dans 1’eq.(4.7), T" est la circulation du profil, qui peut étre calculée a partir des
champs de vitesse obtenus expérimentalement par PIV, voir fig.4.35 :

F:§Vd§=judx+_|§vdx—j£udx_judx (4.8)
1 2 3 4

Si on soustrait les vitesses calculées par 1’eq. (4.7) du champ de vitesse PIV, on
obtient le champ de vitesse non-perturbé par la présence du profil, fig.4.36. Les vecteurs
de vitesse a l’aval du rotor montrent que I’écoulement diverge a cause du
ralentissement. Il est a noter que la perturbation introduite par le profil, qui est due a la
viscosité, ne peut pas étre éliminée, par exemple le sillage visqueux du profil.

En moyennant le champ de vitesse axiale en amont du profil, on obtient la
vitesse axiale moyennée non-perturbée Ugr. En moyennant le champ de vitesse
tangentielle en amont du profil, on obtient la vitesse tangentielle moyennée non-
perturbée Vg. Par la suite, on calcule la vitesse relative de référence Wr a I’amont du
profil

W, = JUZ + (Vg — or)’ (4.9)

ici Ug est la vitesse périphérique du profil de la pale.
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Fig.4.35 Calcul de la circulation Fig.4.36 Champ de vitesse corrigée

D’une part, la force de la portance L peut étre obtenue a partir de la loi de Kutta-
Joukovski

L= pW,I (4.10)

D’autre part, L peut étre exprimée en fonction du coefficient de portance, de la
pression dynamique et de la surface de référence du profil, comme :

2 (4.11)
L= CLpWZR c

On peut ainsi calculer, a partir des 1’eq.(4.10) et 1’eq.(4.11), le coefficient de
portance du profil :

4.12
c -2 (4.12)
cW,

Ce coefficient de portance correspond a un angle de I’écoulement £. Cet angle,
voir fig.4.37, peut étre calculé a partir des vitesses moyennées en amont du profil :

) 4.13
S :arctan—RV (4.13)
—ar +Vy
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Par la suite, en prenant en compte le calage de la pale 6, on obtient 1’angle
d’incidence :

a=f—0 (4.13)

Afin d’obtenir les caractéristiques a¢rodynamiques du profil, on calcule les
coefficients de portance et les angles d’incidence pour différentes vitesses de rotation. Il
est a noter que la courbe de la portance représentée sur la fig.4.38 est obtenue pour les
points avec différents nombres de Reynolds, étant donné que la vitesse a I’amont varie.

UR

A

Fig.4.37 Triangle de vitesse et efforts aérodynamiques

4.3.1.2 Caractéristiques aérodynamiques des profils

Le traitement de résultats obtenus durant les essais a permis d’obtenir les
courbes de la portance pour les profils placés a 0,5R, 0.7R et 0.9R de la pale. Ces points
sont représentés sur la fig.4.38. Etant donné que I’angle d’incidence n’est pas trés élevé,
la variation du coefficient de la portance en fonction de I'angle d'incidence est linéaire.
Le squelette du profil est courbé et la portance pour I’angle d’incidence de 0° n’est pas
nulle. Comme le montrent les études précédentes, les courbes pour les profils placés a
I’extrémité de la pale R=0,7 et R=0,9 coincident sur la méme ligne. Par ailleurs, la
portance du profil située pres du pied de la pale a 0,5 R, monte plus rapidement que les
autres.
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Fig.4.38 Coefficient de portance des profils de la pale

Malheureusement, il est trés difficile, voir impossible, de faire les mesures pour
les angles d’incidence plus élevés. Ces angles correspondent aux faibles vitesses de
rotation. En effet la régulation de la puissance ne permet pas de stabiliser la vitesse de
rotation du rotor au dessous de C, max et le rotor s’arréte seul. Par ailleurs il est difficile
de s’approcher du pied de la pale a cause de la réflexion de la lumiére du moyeu. De
plus, I’écoulement est tridimensionnel et il est indispensable d’utiliser la stéréo PIV.

4.3.2 Calcul de la puissance du rotor

4.3.2.1 Méthode de calcul

La puissance de rotor est mesurée directement sur I’arbre de 1’éolienne a ’aide
d’un capteur sans contact HBM 05. La puissance du rotor diminue a cause du frottement
dans les roulements de 1’arbre. Néanmoins cette diminution est négligeable étant donné
qu’elle est au-dessous de 2%. Il est intéressant de comparer cette puissance avec la
puissance aérodynamique calculée a partir des mesures PIV. La loi de Kutta-Joukovski
dans la forme vectorielle est

F=pV, AT (4.15)

La projection de cette force aérodynamique sur la direction tangentielle est

F=pU,T (4.16)
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Par conséquent, la puissance créée par la force aérodynamique d’un élément de
la pale est

dP(r) = pU_(NI(r) erdr (4.17)

ou r est la distance de 1’élément. Si, on intégre cette puissance élémentaire le long de la
pale, du pied rp a ’extrémité R de la pale, on obtient la puissance du rotor :

; (4.18)
P(r)=pwN jua(r)r(r) rdr

Ici N est le nombre des pales du rotor. Cette formule peut étre utilisée sans perte de
précision uniquement pour le fonctionnement de 1’éolienne prés du point nominal. Dans
ce point, la finesse d’¢lément de la pale est au dessus de 30 et le moment couple venant
de la trainée du profil peut étre négligé.

4.3.2.2 Résultats des essais

Pour valider le calcul de coefficient de portance du profil on calcule la puissance
du rotor a partir de 1’éq. (4.18). Pour cela, les variations de la circulation et de la vitesse
axiale a travers la pale sont établies en fonction de la vitesse de rotation sur la base des
données expérimentales

r=r(n); U_=U_(n); (4.19)

La variation de la vitesse a travers la pale est représentée sur la fig.4.39.
L’¢écoulement se ralenti avec 1’augmentation de la vitesse de rotation du rotor. Le rotor
devient moins « transparent », la force axiale augmente, mais la puissance diminue. La
variation de la circulation est représentée sur la fig.4.40. Les courbes des profils placés a
0.7 et 0.5 sont des lignes droites et paralleles étant donné que 1’écoulement n’est pas
décolle. La pente de la courbe du profil place a 0,5R est plus élevée en raison des effets
de la rotation. Par ailleurs, la circulation autour de ce profil est moins élevée pour les
trois premiers points, ce qui suppose un léger décollement pour une faible vitesse de
rotation du rotor.

Les mesures effectuées uniquement pour les trois rayons le long de la pale ne
suffisent pas pour I’intégration de 1’éq. (4.18). Pour calculer I’intégrale on suppose
aussi, que la vitesse axiale et la circulation varient le long de pale comme les fonctions
de deuxiéme ordre. De plus, la fonction de la circulation doit étre corrigée par la
formule de Prandtl, qui prend en compte le nombre de pales finies.
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Fig.4.39 Vitesse axiale a travers des profils placés a 0,5R, 0,7R et 0,9R en fonction de vitesse du
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Les résultats de calcul de la puissance sont représentés sur la fig.4.41. L’écart
entre la puissance mécanique sur I’arbre et la puissance calculée a I’aide des parametres
de I’écoulement est de I’ordre de 10%.

35

r~
30 * *

20

15 @ Mécanique

Puissance (W)

Calculée
10

1000 1200 1400 1600 1800

Vitesse de rotation (tr/min)

Fig.4.41 Puissance du rotor

4.4 Conclusion

Dans ce travail, on propose une méthode non-intrusive pour extraire le
coefficient de portance d’un profil en rotation et pour établir ce qu’on appelle «la

polaire tournante ». Cette méthode est basée sur I’analyse du champ de vitesse obtenu
par PIV.

L’étude est menée en soufflerie sur un rotor éolien pour le profil de pale a 0,7R.
Afin de faire varier I’angle d’incidence, différentes vitesses de rotation de 1’éolienne
sont testées.

Pour chaque point de fonctionnement, une série d'images PIV est prise. Le
traitement et I’analyse d’image permettent d’obtenir les champs de vitesse et de calculer
la circulation autour du profil.

Afin d’obtenir la vitesse de référence, nécessaire pour le calcul des coefficients
aérodynamiques, la vitesse de perturbation due au profil est prise en compte. Pour cela,
I’influence du profil est modélisée par un profil mince ayant la méme circulation ; la
vitesse induite par ce dernier est soustraite du champ de vitesse obtenu par PIV. Par la
suite, les vitesses résultantes axiale et tangentielle a ’amont du profil sont moyennées.
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Le vecteur de vitesse relative au profil, qui sert de référence, est obtenu par composition
des vitesses moyennées et de la vitesse périphérique.

Enfin, le coefficient de portance est calculé a I’aide du théoréme de Kutta-
Joukovski, en utilisant la circulation du profil et la vitesse de référence. Le calcul est
effectué pour toutes les vitesses de rotation de 1’éolienne, ce qui permet d’établir la
relation entre le coefficient de portance et I’angle d’incidence pour le profil étudié.

Les résultats obtenus constituent une base de données utile pour la simulation
numerique. La suite de ce travail consiste a élargir les explorations pour étudier les
caractéristiques du profil au pied de la pale. Comme 1’écoulement dans cette région est

fortement tridimensionnel, on envisage de mettre en ceuvre la technique de mesures
stéréo PIV.
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Chapitre 5 Modélisation aérodynamique des profils fixes et
oscillants

5.1 Introduction

Dans ce chapitre on présente les validations de la simulation de 1’écoulement
autour des profils en fonctionnement normal ou en décrochage. Cette validation est
importante étant donné que les modeles hybrides ont toujours besoin des
caractéristiques aérodynamiques des profils. Ces caractéristiques sont issues des essais
ou des simulations. Si les caractéristiques stationnaires des profils sont bien disponibles,
les essais pour 1’angle d’incidence au-dessus de 30° sont rarement présents, voir [1]. On
peut noter que les caractéristiques en décrochage sont connues uniquement pour
quelques profils éoliens. Donc, la modélisation de 1’écoulement autour des profils est
importante pour les modeles hybrides.

Dans ce chapitre on s'intéresse aux simulations dans le cas du profil S809.
D’abord, on compare la caractéristique aérodynamique simulée avec les essais. Pour
mieux comprendre les écarts entre les essais et la modélisation, on compare la
distribution de la pression sur I’extrados et I’intrados du profil.

Ensuite on étudie la simulation dans les cas de dérochage dynamique d’un profil
S809 oscillant.

5.2 Validation de la simulation de I’écoulement autour des profils

Le profil S809 est spécialement concu par NREL pour les applications
éoliennes, voir Sommers [89]. La premiére exigence est que le profil doit avoir un
coefficient de portance modéré qui reste constant, méme dans le cas ou la transition
laminaire-turbulente a lieu au bord d’attaque du profil. La deuxiéme est d’avoir un
faible coefficient de trainé pour les coefficients de portance entre 0,2 et 0,8.

Etant donné que la pale de I’éolienne NREL Phase VI est constituée uniquement
par ce type profil, il est intéressant de voir la qualité des simulations et de les confronter
aux essais. Le maillage autour du profil de type H est représenté sur la fig.5.1. Le
nombre de nceuds sur I’extrados et sur I’intrados du profil est de 150. La hauteur de la
premiére couche de cellule est 1.10™ et le facteur d’agrandissement dans la direction
normale de la surface est de 1,25. Puis, dans le solveur FLUENT, le maillage est affiné
afin d’obtenir un nombre y* de moins de 30. Ainsi le nombre de nceuds est d'environ
70 000.
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Fig.5.1 Maillage autour du profil S809. Fig.5.2 Distribution de y* le long d’extrados et
d’intrados du profil

La variation du coefficient de portance en fonction de I’angle d’incidence est
représentée sur la fig.5.3. Les résultats d’essais dans la soufflerie de Delft sont comparés
avec les simulations. La modélisation de la turbulence est de type k-o et de type rsm.
Les résultats obtenus sont semblables, mais le modéle k- est retenu en raison de la
simplicité et de la stabilité de calcul. On rappelle que la modélisation de la turbulence
est de type k-o et que le solveur est instationnaire. Puis, on compare la distribution de la
pression sur le profil issue des essais avec les essais. Jusqu’a 1’angle d’incidence de 12°
les résultats sont excellents, voir fig.5.4 a fig.5.6. Pour I’angle d’incidence 20°,
I’écoulement simulé n’atteint pas une telle sous pression au bord d’attaque comme pour
I’écoulement réel, fig.5.7. Par ailleurs, le calcul pour 1’angle d’incidence de 40° est
aberrant, fig. 5.8. Dans cette simulation, le fluide est décroché immédiatement a partir
du bord d’attaque, la vitesse sur I’extrados est trop faible et en conséquence la pression
a cet endroit est atmosphérique. De plus la pression sur I’extrados selon les essais est
largement au-dessous de la pression de 1’atmosphére ; évidement au voisinage de
I’extrados les tourbillons intensifs font tomber la pression, fig.5.9. Pour modéliser la
turbulence on utilise la modélisation DES (Detached Eddy Simulation), fig.5.10. Ce
type de modélisation est tres favorable et le résultat obtenu est satisfaisant, comme dans
[37]. Des bons résultats peuvent étre également obtenus a ’aide de LES, voir [38].
Malheureusement ces modélisations exigent un temps de calcul assez élevé ce qui ne
permet pas de l'utiliser largement. On peut noter aussi que ce modéle n'est pas correct
du point de vue de la modélisation, du fait que la turbulence est toujours tri-
dimensionnelle.
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La qualité de la simulation est aussi satisfaisante que celle présentée par Wolfe
et Ochs [110] dans le cas stationnaire ou celle Sheng et al [86] pour le cas
instationnaire.
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5.3 Validation de calcul du décrochage dynamique

Le phénoméne du décrochage dynamique apparait quand une surface portante
subit une oscillation, un battement ou un autre mouvement durant lequel I’angle
d’incidence effectif devient plus grand que I’angle du décrochage statique. A 1’origine,
le phénomene du décrochage dynamique a été observé dans le cas des rotors
d’hélicoptere. Avec le développement de I’énergie €olienne, on observe le décrochage
dynamique pour des rotors éoliens, durant la variation de la vitesse, la direction du vent,
ou en raison de la couche limite terrestre, le sillage du mat etc. Il est a noter que les
petites eoliennes sont souvent contrdlées par décrochage. Dans ce cas, la moindre
irrégularité en amont du rotor peut provoquer le décrochage dynamique. Signalons que
les effets dynamiques peuvent augmenter de 100% les valeurs de la portance et du
moment a piquer. Ainsi, les forces instationnaires provoquées par le décrochage
dynamique peuvent dépasser largement les limites de fatigue. En conséquence, une
amélioration de la modélisation du décrochage dynamique devient indispensable afin de
calculer la durée de vie des éoliennes.

Avant d’entreprendre les simulations numériques, il est important de faire une
analyse qualitative du phénomene étudié. Dans cette étude on s’appuie sur 1’analyse
présentée par Carr [19]. Le décrochage dynamique présente une série d’événements
temporels qui retardent le décrochage vers des angles beaucoup plus importants qu’en
statique. En conséquence, on obtient les valeurs de portance et de moment qui sont
supérieures au cas statique.

(a)
® B

@

Coefficient de force normale Cn

Coefficient de moment Cm

1 1 1 | ]
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incidence, o, deg m

ﬂ@ Vavavavar

Fig.5.11 Décrochage dynamique, selon Carr

La fig.5.11 représente la variation du coefficient de force normale C, et du
coefficient Cp,, en fonction de I’angle d’incidence, ainsi que le comportement de la
couche limite pour un profil en décrochage dynamique. Il s’agit d’un profil oscillant. Ce
développement des parametres aérodynamiques est typique pour la plupart des profils.
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Le passage du vortex est la caractéristique la plus évidente du décrochage dynamique et
beaucoup d'efforts ont été déployés pour analyser cet événement. Cependant, avant que
le vortex détaché affecte la distribution de pression, le décrochage dynamique est déja
commence.

Pour mieux comprendre le processus du délai du décrochage, 1’analyse doit
inclure toutes les conditions avant que les symptdmes du décrochage apparaissent dans
la force normale et dans le moment de tangage. La chronologie des événements de
décrochage dynamique commence par le point (a), fig.5.11, ou le profil oscillant
dépasse I'angle du décrochage statique sans changement perceptible de I'écoulement. La
premiére indication de perturbation dans I'écoulement apparait au point (b), fig.5.11,
quand I'écoulement se décolle prées du bord de fuite. Avec 1’augmentation de
I’incidence, le décollement progresse vers le bord d’attaque du profil. Aprés un certain
angle, I’écoulement se décolle complétement et un vortex tres fort se développe.

L’angle d’apparition de ce vortex dépend de beaucoup de paramétres tels que la
forme du profil, la fréquence d’oscillation, le nombre de Reynolds, le nombre de Mach
ainsi que des effets tridimensionnels.

Le vortex commence a se développer prés du bord d’attaque du profil, point
(e), fig.5.11. Aprés, il s’agrandit et en se déplagant le long du profil, crée une onde de
sous-pression. Cette onde provoque un fort moment négatif de tangage sur le profil,
points (f) et (i), fig.5.11. Il est a noter, que la pente de la courbe de portance augmente
au-dessus de sa valeur statique. Au-dela d’un certain angle, le vortex atteint le bord de
fuite et se détache. La portance tombe brusquement, parfois bien au-dessous de ses
valeurs statiques. En conséquence, un écoulement totalement séparé se développe sur
I'extrados du profil, point (j), fig.5.11. Enfin, quand I’angle d’incidence diminue
suffisamment, 1’écoulement se recolle au profil pour un angle bien en dessous du cas
statique. Ainsi se produit le phénomeéne connu sous le nom de décrochage dynamique.

Trois raisons différentes en sont a ’origine. Le premier effet a une origine
« quasi-statique ». Le gradient positif « dans le cas du profil oscillant fait que le profil a
une cambrure équivalente non nulle. Cet effet diminue la sous-pression prés du bord de
fuite.

Le phénoméne du décrochage dynamique est étudié expérimentalement dans
plusieurs travaux scientifiques. Il existe des travaux menés sur les rotors d’hélicoptere,
mais ces travaux ne sont pas tres utiles dans le cas des €oliennes. D’autres études sont
menées en soufflerie sur les profils bidimensionnels oscillants, sur les profils battants ou
sur les profils soumis a la variation de la vitesse en amont. Pour 1’écoulement non
visqueux, l’oscillation de I’angle de calage du profil peut étre liée a 1’oscillation
verticale, mais le décrochage dynamique est difféerent. Méme dans le cas des oscillations
de I’angle de calage, I’influence de ’axe de la rotation est trés importante.

Pour valider les simulations numeriques du décrochage dynamique menées a
I’aide du logiciel FLUENT, on les compare avec les essais menes a Ohio State
University sur les fig.5.12 et fig.5.13, voir Ramsay et al [78]. Durant ces essais, le
nombre de Reynolds est de 1.10°. L’angle d’incidence varie au cours de temps

a=a, +Asin(2r ft) (5.1)
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Dans cette équation any, est I’angle moyen autour duquel I’angle d’incidence varie, A est
I’amplitude de la variation de ’angle et f la fréquence. On rappelle qu’un critére pour
I’instationnarité des profils oscillants est la fréquence réduite K :

xfe (5.2)
Y

o0

k

Ici, ¢ est la corde du profil, et V,, est la vitesse a I’amont. Généralement les effets
instationnaires sont importants quand k dépasse 0.1, voir Leishman [57].

La modélisation est faite dans les conditions les plus générales et le maillage est
constitué de triangles. Le maillage triangulaire ne permet pas de calculer finement la
couche limite autour du profil, mais c’est le seul type de maillage qui permet d’étre
déformé librement et en cas de problémes, d’étre remaillé.

Le calcul est mené pour les angles d’incidence moyens de 8°, 14° et 20°,
I’amplitude est de 5,5°. Sur les fig.5.12 et fig.5.13 sont représentés les résultats de
simulation pour les fréquences de 0,61Hz et 1,83Hz. Ces fréquences correspondent aux
fréquences réduites de 0,026 et 0,071.

Les résultats sont satisfaisants quand ’angle d’incidence ne dépasse pas de
beaucoup 20°. Au-dela de cet angle, I’écart entre les essais et les simulations devient
tres important. Dans ce cas la modélisation de la turbulence k-m, ne permet pas une
simulation correcte. La fréquence de 0.61Hz donne des résultats proches des résultats
statiques, par contre les effets de décrochage dynamique sont bien évidents pour la
fréquence de 1,83Hz.

5809 amplitude=5,5" =0,61Hz
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Fig.5.12 Décrochage dynamique pour le profil S809, f=0,61Hz, Aa=5,5°
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S809 amplitude=5,5° f=1.83Hz
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Fig.5.13 Décrochage dynamique pour le profil S809, f=1,83Hz, Aa=5,5°

5.4 Conclusion

Etant donné que I’obtention des caractéristiques aérodynamiques des profils est
aussi basée sur le calcul d’équations de Navier-Stokes, dans ce chapitre, on présente les
validations des simulations. Les calculs sont menés dans le cas du profil éolien S809,
car pour ce profil il existe une importante base de données.

La caractéristique aérodynamique du profil et la distribution de la pression sur
I’extrados et I’intrados sont obtenues par la simulation et sont comparees avec les
essais. Les résultats de simulations sont satisfaisants si ’angle d’incidence ne dépasse
pas 20°. Au-dela de cet angle d’incidence, pour obtenir une bonne cohérence avec les
essais, a la place du modeéle de turbulence k-w, il faut utiliser la modélisation DES.

Les calculs instationnaires, dans le cas d’un profil oscillant avec le décrochage
dynamique, sont comparés avec les essais. Les résultats de la simulation montrent une
bonne cohérence si I’angle d’incidence ne dépasse pas 20°. Au-dela de cette valeur il est
indispensable d’utiliser un modele de turbulence plus sophistiqué.
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Chapitre 6 Développement et validation du modele de surface
active en écoulements bidimensionnels et tridimensionnels

6.1 Introduction

Dans ce chapitre, on présente les résultats de simulations numériques obtenus a
I’aide de la méthode de la surface active. Les cas les plus simples sont des cas de la
modélisation bidimensionnelle. Pour simuler 1’écoulement autour d’un profil, on
remplace ce profil par une ligne, sur laquelle on répartit une discontinuité de pression.
La force produite par cette pression imposée sur la ligne est égale a la force
aérodynamique créée par le profil. Pour valider la méthode hybride développée ici, on
compare les champs de vitesse obtenus par cette méthode et par la modélisation
complete. A la base des résultats obtenus pour I’écoulement autour le profil, on
développe les simulations tridimensionnelles. D’abord on présente 1’écoulement autour
d’une aile elliptique et une comparaison avec I’écoulement autour de la géométrie
compléte. Puis le modele hybride est validé dans le cas d’une éolienne.

6.2 Ecoulement autour des profils

6.2.1 L’écoulement autour d’une plaque plane

Le but est d’étudier la possibilit¢ de simulation de 1’écoulement a 1’aide du
modele hybride dans le cas d’un profil mince (plaque plane) et d’évaluer la qualité des
simulations en les comparant avec une simulation compléete de la plaque. Il est a noter
que le maillage utilisé pour ces deux simulations est le méme, la différence est
uniquement dans la condition limite appliquée sur la ligne qui représente la plaque.
Dans le cas de la simulation compléte c’est la loi de paroi qui est appliquée. Par contre,
dans le cas du modele hybride, on impose sur la ligne, la différence de pression
« extrados-intrados » venant de la simulation compléte.

Pour appliquer la discontinuité de pression on emploie une condition limite de
type « fan » qui s'applique a une ligne définie dans le domaine de 1’écoulement. Dans ce
cas le solveur des équations de Navier-Stokes impose une différence de pression entre
les cellules adjacentes, situées des deux cOtés opposés de la ligne. Aucune condition
additionnelle n'est imposée pour la vitesse ou la turbulence.

Le domaine de calcul autour de la plaque plane est représenté par un rectangle
de taille 25 par 15 fois la corde. Pour toutes les simulations numériques on emploie 120
nceuds uniformément distribués suivant la ligne qui représente la plaque plane et sur
laquelle on impose la discontinuité de pression. Le maillage, "C-type" autour de la ligne,
est constitué par 12 couches de cellules. La taille initiale des cellules dans la direction
normale & la surface est de 1.10° de la longueur de corde et le facteur de croissance est
égal a 1.15. Pour améliorer le calcul du sillage, une bande longitudinale de 3 fois la
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largeur de la corde est employee autour de la plaque. Cette bande contient un maillage
non structuré avec des cellules triangulaires et commence a partir du maillage "C-type",
avec le facteur de croissance de 1.1. La taille maximum de cellules dans la bande atteint
0.05 corde. Le reste du champ de I'écoulement est maillé avec des triangles ayant un
facteur de croissance de 1.1 et une taille maximum de cellules de 0.15 corde.

Le modeéle de turbulence utilisé ici est le k-o SST. Pour le couplage entre la
vitesse et la pression on emploie l'algorithme SIMPLE et pour la discrétisation des
équations de quantité de mouvement un schéma décentré amont de deuxiéme ordre est

applique.

ylc
D

S
&

ylc

OF ok
( ‘
095 —
= 1 1 _ 1 ! 1
1-‘1 0 1 1-1 0 1
x/c x/c
Fig.6.1: Champ de vitesse V/V,, autour d’une Fig.6.2: Champ de vitesse V/V,, autour d’une
plague plane avec la condition limite « parois » plague avec une discontinuité de pression

prescrite.

Le nombre de Reynolds de I'scoulement correspond & 1.10° et l'intensité de
turbulence de I'écoulement a I’amont est 1%. La comparaison, entre le calcul avec la
condition limite de type « paroi » et le calcul avec la condition limite de type « fan », est
effectuée pour un angle d'incidence de 4°. Le coefficient de portance C; dans le cas de la
plaque plane est 0.435, ce qui est proche du cas de I'écoulement potentiel. La
discontinuité de pression appliquée sur la ligne active est égale a la différence des
pressions extrados-intrados.
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Fig.6.3 La différence entre les vitesses d'écoulement induites par la plaque plane et par la ligne de
discontinuité de pression, en pourcentage de vitesse a 'amont V,,

Les résultats pour le champ de vitesse adimensionnelle V/V,, dans le cas de la
plaque plane et dans le cas de la ligne de discontinuité de pression sont représentés sur
la fig.6.1 pour la simulation complete et sur la fig.6.2 pour le modéle hybride. Ici, le
point de ¥ de la corde est situé au centre du systeme de coordonnées. Les résultats
obtenus prouvent clairement que les champs de vitesse dans les deux cas sont tres
semblables, a I'exclusion d'une petite région qui représente le sillage visqueux issu des
couches limites de la plaque. Pour mieux voir 1’écart entre ces deux champs, la fig.6.3
représente la différence entre les vitesses de ces deux champs normalisée par rapport a
la vitesse a I’amont.

6.2.2 Effet de la répartition de pression

Cette ¢étude sert a expliquer I’importance de la répartition de pression imposée
sur le profil. Dans la plupart des cas, les caractéristiques aérodynamiques
expérimentales des profils qu’on connait sont intégrales ; on dispose uniquement des
coefficients de trainée, de portance et de moment. En fait, il est rare d’avoir la
distribution de pression sur I’extrados et I’intrados du profil. L’étude montrera
I’importance de la répartition et aussi si une pression répartie est meilleure qu’une
pression constante. Pour cela on va considérer le cas d’une plaque plane placée dans un
écoulement réel avec un angle d’incidence de 12 degrés.

Sur la fig.6.4, les résultats présentés correspondent a trois cas différents de
calcul. Le maillage est le méme que dans le cas de I'étude présentée dans le sous
paragraphe précédent. Le premier cas, qui sert de référence, est simulé avec la condition
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aux limites « paroi » et ses résultats sont désignés «parois». Dans le deuxieme cas, la
loi de paroi est remplacée par une discontinuité de pression avec une intensité variable.
Cette discontinuité est définie par la différence entre les pressions intrados et extrados
issues du premier cas. Les résultats correspondants sont désignés par « p=var ». Le
troisieme calcul est mené avec une discontinuité de pression constante le long de la
corde et moyennée a partir des résultats du premier cas. Les résultats correspondant sont
désignés « p=const ».
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Fig 4 — Le profil de la vitesse Vx et Vy a I'aval d’une plaque plane inclinée a 12°

La fig.6.4 montre, pour les trois cas de calcul, les profils des vitesses
adimensionnelles Vy et Vy dans le sillage proche. La ligne de controle est une ligne
normale a 1I’écoulement, située a 0,1 fois la corde a 1’aval du bord de fuite. La direction
X correspond au sens de 1’écoulement a I’infini amont et y le sens normal a cet
écoulement. L.’examen des résultats montre, que les vitesses dans le sillage s’approchent
au mieux du cas de référence, lorsqu’on utilise le modéle avec pression variable obtenue
a partir des résultats du cas de référence.

6.2.3 Etude de I’écoulement autour d’un profil éolien

Pour compléter la validation de la modélisation bidimensionnelle, on compare le
champ de vitesse autour d’un profil S809 a celui créé par une ligne de discontinuité de
pression, qui a le méme coefficient de force normale que le profil. On utilise les mémes
parameétres du maillage et du solveur d’équations de Navier-Stokes que dans le cas
précédent de la plaque plane. Néanmoins, le nombre de points sur I’extrados et sur
I’intrados du profil est réduit a 100, et une distribution simplifiée de la pression est
employée.

Comme dans le cas de la plague plane, on compare les deux champs venant des
simulations. Il est important de vérifier que la simulation représente bien 1’écoulement
réel. Etant donné que les mesures concernant le champ de vitesse autour du profil
n’existent pas, on compare uniquement le coefficient de portance en fonction de 1’angle
d’incidence.
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Sur la fig.6.5, on représente les résultats obtenus a I’aide de solveur d’équation
Navier-Stokes pour le coefficient de portance du profil en fonction de 1’angle
d’incidence. Ces résultats sont comparés avec les données expérimentales obtenues pour
un nombre de Reynolds de 1.10° dans la soufflerie de I'Université de Delft, Pays Bas.

Les modeles de turbulence utilisés sont k- et rsm (Reynolds Stress Model). Les
résultats obtenus par ces deux types de modélisation de la turbulence sont comparables.
Etant donné que le calcul avec k-w était plus stable, ce modele de turbulence a été
retenu. Le plus grand écart entre les essais et la modélisation reste inférieur a 10% pour
des angles d'attaque entre 0° et 25°.
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Fig.6.5 Coefficient de portance en fonction de I'angle d’incidence pour le profil S809

La comparaison entre le champ d'écoulement autour du profil S809 et celui
autour de la ligne de discontinuité de pression est effectuée pour un angle d'attaque de
14°. Les deux champs calculés sont représentés sur la fig.6.6 et la fig.6.7. Les
différences entre les angles d'écoulement sont représentées sur la fig.6.8 et les
différences de vitesse entre le profil avec la géométrie réelle et le modele hybride sur la
fig.6.10.
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Fig.6.7 Champ de la vitesse adimensionnelle v/v 5 Fig.6.8 Champ de la vitesse adimensionnelle
autour du profil S809 v/v,, autour d’une ligne de la discontinuité de
pression

Fig.6.9 Différence en degrés entre les angles Fig.6.10 Différence en pourcentage de la
d'écoulement autour du profil S809 et ceux autour vitesse a I'infini entre les vitesses
de la ligne de discontinuité de pression d'écoulement autour du profil S809 et celles

autour de la ligne de discontinuité de pression

A une distance égale & moins d'une corde en amont du profil, les différences sont
négligeables (moins de 1%). En aval du profil, en raison du sillage visqueux, les
différences entre les vitesses d'écoulement peuvent atteindre 10%. Des conclusions
semblables sont obtenues pour les angles d'attaque 6° et 24°.

Il est a noter qu'il est impossible de modéliser les couches de cisaillement
développées sur la surface du profil et le sillage turbulent, uniquement a ’aide d'une
discontinuité de pression sans la condition limite « paroi ». Cependant pour obtenir des
résultats plus proches de la réalité, la distribution de pression constante pourrait étre
remplacée par une distribution qui est celle du profil examiné. Si les études
expérimentales n’existent pas, on peut utiliser une distribution de pression venant de la
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simulation, mais corrigée avec les essais pour qu’elle produise la méme force totale,
semblable a la réalité.

Si la similitude de I’écoulement, a 1’aval du profil, permet de créer un sillage
similaire a la réalité, la similitude en amont est trés importante et permet 1’obtention
d’une vitesse de référence correcte. La connaissance de cette vitesse est importante,
parce qu’elle permet de calculer les efforts aérodynamiques appliqueés sur le profil.

Dans les cas du calcul hybride, on impose une pression sur la ligne qui modélise
le profil. Cette pression correspond a la force aérodynamique appliquée sur le profil
réel, or cette force dépend de I’angle d’incidence et de la grandeur de la vitesse de
référence. Dans un calcul bidimensionnel, la vitesse de référence est bien connue ; c’est
la vitesse a I’amont a 1’infini, mais dans le cas d’une éolienne elle n’est pas évidente. Ici
I’écoulement a 1’amont du profil ne dépend pas uniquement de la vitesse a I’infini du
rotor, elle dépend aussi de la charge de ce dernier. En conséquence, pour la vitesse de
référence, une vitesse pres du profil doit étre utilisée. Evidement cette vitesse sera
perturbée, dans une certaine mesure, par la présence du profil. Si les perturbations
créées par la ligne de discontinuité de la pression sont les mémes que celles du profil
réel, le point de référence du profil peut étre utilise comme le point de calcul de la
vitesse de référence du modele hybride.

Dans le cas d'é¢tudes expérimentales, comme par exemple le cas d’étude NREL
Phase VI, il existe des mesures de la pression sur la surface des pales tournantes. Dans
ce cas, les coefficients aérodynamiques bidimensionnels des profils ne peuvent pas étre
correctement calculés, car la vitesse de 1’écoulement mesurée est une vitesse pres du
profil et n’est pas celle de la référence bidimensionnelle. Pour résoudre ce probleme,
certains chercheurs corrigent cette vitesse a 1’aide de vitesses induites par le sillage
tourbillonnaire du rotor, afin d’obtenir les caractéristiques aérodynamiques
bidimensionnelles du profil. Puis ces caractéristiques peuvent étre utilisées par les
méthodes classiques de calcul comme BEM ou les méthodes tourbillonnaires.

Heureusement, la similitude des vitesses et des angles de 1’écoulement en amont
du profil entre la modélisation hybride et la modélisation compléete, permet de
contourner les difficultés avec les caractéristiques aérodynamiques bidimensionnelles.
Dans le modele hybride développé ici, on suggere d’utiliser directement les données
tridimensionnelles venant d'analyse expérimentale ou numérique pour le coefficient de
force normale C,, = C,, (a, r/R) non-corrigé.

Pour les points de référence dans le module de solveur d’équations de Navier-
Stokes on adopte les mémes points geométriques utilisés pour définir les angles et les
grandeurs de vitesse d'écoulement comme dans I'expérience. Pour appliquer la
démarche proposeée ici, il est nécessaire que la distance entre le bord d’attaque et le
point de référence soit plus grande qu’une corde. Dans ce cas, les perturbations locales
de vitesse créées par le profil et par une ligne de discontinuité de pression sont
semblables. Par conséquent il est possible d'employer les données expérimentales pour
des coefficients de force sans aucune correction.

En fait, il y a une autre condition supplémentaire concernant le choix du point de
réference. Ce point devrait étre pres du plan de rotation des pales, parce que la vitesse
induite par le sillage du rotor varie rapidement le long du tube de courant du rotor.
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6.2.4 Comparaison entre le modéle surface active et la ligne active

I est important de présenter 1’avantage du mod¢le de la surface active et de la
ligne active. Pour comparer ces deux types de modélisation hybride, on va comparer le
champ de vitesse autour du profil étudié dans ces modeles et le champ de vitesse obtenu
par la simulation complete.

1.5

AT

V=

1

Fig.6.11 Champ de vitesse adimensionnelle autour du profil S809 pour I'angle d’incidence de 12,2°:
simulation compléte.

Sur la fig.6.11, on représente le champ de vitesse adimensionnelle autour du profil
S809 pour un angle d’incidence de 12,2° et un nombre de Reynolds égal a 1.10°. Ces
parametres d’écoulement sont choisis parce qu’il existe une trés bonne étude faite a
Ohio States University, dans laquelle toutes les caractéristiques aérodynamiques du
profil sont mesurées, y compris les non-stationnaires. Sur la fig.6.12 on représente les
résultats obtenus pour I’écoulement autour du méme profil, mais modélis¢ a 1’aide des
forces surfaciques, distribuées uniformément a I’intérieur d’un cercle avec un diametre
de 0,25 fois la corde. Ce diametre entre dans les limites recommandées par Jourieh,
2007. 1l est a noter que dans un calcul tridimensionnel, ce cas correspond au modéle de
la ligne active. Puisque la force totale, créée par les forces, est égale a la force appliquée
sur le profil, ’écoulement est bien reproduit. Par ailleurs, I’intensité est différente et la
vitesse maximum dans 1’écoulement, ainsi que les gradients de la vitesse au bord
d’attaque, ne sont pas bien relevés.
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Fig.6.12 — Champ de vitesse adimensionnelle autour du profil S809 pour I'angle d’incidence de 12,2°:
simulation hybride, termes sources distribuées a I'intérieur d’un cercle d=0.5 fois la corde.
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Fig.6.13 — Champ de vitesse adimensionnelle autour du profil S809 pour I'angle d’incidence de 12,2°:
simulation hybride, discontinuité de la pression.
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Fig.6.14 Les écarts entre la vitesse obtenue a I'aide du modeéle hybride, termes sources distribuées et
la simulation compléte en pourcentage de la vitesse a I'amont.
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Fig.6.15 Les écarts entre la vitesse obtenue a I'aide du modéle hybride, discontinuité de la pression
et la simulation compléte en pourcentage de la vitesse a I'amont.

Sur la fig.6.13 on représente I’écoulement créé par la surface active. Pour un
écoulement bidimensionnel, ce cas correspond a la répartition d’une discontinuité de
pression imposée sur la ligne qui modélise le profil. Il est évident, que les gradients au
bord d’attaque du profil, ainsi que le sillage a 1’aval sont mieux reproduits par rapport
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au calcul avec la ligne active fig.6.12 (cercle avec termes sources répartis a 1’intérieur
pour I’écoulement bidimensionnel).

Pour faciliter la comparaison, on représente 1’écart entre la vitesse calculée par la
simulation compléte et la modélisation a 1’aide des termes sources fig.6.14 et 1’écart
pour celle menée a 1’aide de la discontinuité de la pression, fig.6.15. Sur ces figures
I’écart est représenté en pourcentage par rapport a la vitesse a I’infini. Si I’écart est plus
grand que 5%, la zone d’écoulement est blanche. On voit clairement ’avantage du
modéle hybride proposé ; la limite de 5% est dans une distance de 50% plus prés du
profil.

6.3 Ecoulement tridimensionnel

6.3.1 Simulation de I’écoulement autour d’une aile elliptique

Ce cas est choisi parce gu'il existe une solution exacte qui donne la répartition de
pression le long de la corde d’une plaque plane en écoulement parfait. Le choix de la
forme elliptique de 1’aile vient de la théorie de la ligne portante de Prandtl qui montre
que la circulation le long de I’aile a une forme elliptique. En négligeant la vitesse le
long de I’aile, on peut calculer la distribution de pression le long de la corde selon la
théorie de la plaque plane, [8]. Le calcul de I’angle d’incidence de 1’écoulement o
s’effectue a une distance d’environ une corde, a I’amont du profil.

angle d'incidence aR:B—d:

Se
Pis/cl)

pression P(s/c,1)

p(sfc-,a)=f[a,g.VR, %]

Fig.6.16 — Champ de vitesse dans le sillage d’une aile elliptique de profil plague plane inclinée a 12°.

On peut indiquer que le méme probleme de définition de 1’angle d’incidence
existe aussi dans les essais expérimentaux menes par [9] sur des éoliennes. Une
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simulation en fluide parfait Euler 3d de I’écoulement, autour d’une aile elliptique, a été
effectuée afin de tester le schéma de calcul du modéle hybride. Pour cela, une aile avec
un allongement A =10 a été étudiée pour un angle d’incidence de 12 degrés, fig.6.16.
Avant chaque itération, I’angle d’incidence en amont de 1’aile est calculé. Dans les
nceuds de maillage a la surface de discontinuité de pression qui remplace 1’aile, la
pression est calculée a ’aide de la formule (6.1).
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Fig.6.17 — Champ de vitesse dans le sillage d’une aile elliptique de profil plaque plane inclinée a 12°.

A la fin de chaque itération, la portance de ’aile est comparée avec le résultat
obtenu dans I’itération précédente. Si la différence reste plus grande qu’une certaine
valeur, le calcul continu. Les résultats de calcul pour la vitesse induite V, dans un plan
normal a 1’aval situé a deux fois la corde sont représentés dans la fig.6.17. Afin de
comparer les résultats du modele hybride, une simulation de I’aile a été menée pour les
conditions identiques de 1’écoulement. Les résultats obtenus montrent un écart de 5% et
cela permet de valider le schéma hybride.

6.3.2 Simulation de I’écoulement autour des éoliennes

Le modéle hybride étudi¢ pour la modélisation de 1I’écoulement a travers les
rotors comporte deux modules. Dans le premier module un solveur d’équation de
Navier-Stokes calcule le champ de vitesse autour du rotor éolien. Ici, la présence du
rotor est modélisée avec des forces volumiques ou des forces surfaciques. Pour obtenir
ces forces, un deuxieme module emploie des méthodes conventionnelles basées
géneralement sur la méthode d'élément de pale. Etant donné que pour ces modélisations
les surfaces rigides n’existent pas ou leur présence est trés limitée, il n'y a aucun besoin
de modéliser la couche limite des pales. Ainsi, le maillage autour des pales peut étre
grossier et le nombre de noeuds de calcul est diminué. 11 en résulte que le besoin de la
puissance de calcul est réduit egalement.

Le succes de ces modeéles hybrides pour les problémes d'interaction
aérodynamique peut étre expliqué par :
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- la fiabilité de la méthode BEM pour le calcul des écoulements sans présence de
décollements importants et lorsque les propriétés aérodynamiques des profils sont bien
connues.

- la robustesse du solveur des équations de Navier-Stokes lors des calculs du
développement du sillage a 1’aval du rotor.

- leur emploi pour les nombreuses interactions de propulseur-corps rencontrées
dans I’hydrodynamique des hélices marines et dans I’aérodynamique des hélicopteres et
des éoliennes.

Comparé au modele de ligne active, le modele de la surface portante proposé
dans ce travail va plus loin. Chaque pale est remplacée par une surface de discontinuité
de pression. De cette facon les difficultés liées a la distribution des forces volumiques
autour de la ligne active sont contournées. Comparé aux travaux précédents [1], les
pales ne sont pas modélisées en tant que saut de pression tournant, mais avec leurs
surfaces moyennes. De plus, la distribution de pression n'est pas constante le long de la
corde. Cette distribution peut venir de la distribution de pression sur 1’extrados et sur
I’intrados du profil pour le méme angle d’incidence. On peut également utiliser une
distribution semblable a la distribution de pression sur une plaque plane.

Le modele de la surface active combine la méthode de 1’élément de pale avec un
solveur d’équations de Navier Stokes. Dans le domaine de la simulation numérique, la
géométrie du rotor est simplifiée et les pales sont remplacées par des surfaces avec une
condition limite « discontinuité de pression ». Par conséquent, les forces de pression
remplacent les parois de pale et le nombre de nceuds diminue sensiblement, car il n'y a
aucun besoin de modéliser la couche limite.

A partir de I'approche initiale pour 1'écoulement a I’amont, la géométrie de la
pale et les données aérodynamiques du profil, le module de BEM calcule la distribution
de pression sur la surface remplacant la pale. Alors le module de CFD calcule le champ
de vitesse de I'écoulement, en utilisant comme condition limite, la distribution de la
pression précédemment obtenue a partir du module de 1’élément de pale. Le résultat est
effectué itérativement, en échangeant des données entre les modules de I’élément de
pale et du solveur de 1’équation de Navier Stokes. Le calcul s'arréte lorsque la
convergence souhaitée est atteinte.

Le calcul de la discontinuité de pression est basé sur I'approche de I'élément de
pale. Au rayon de pale r, les forces élémentaires agissant dans les directions normales et
tangentielles sur un élement de pale avec I'envergure dr et la corde ¢ sont :

_1 e
dF, _EpWRchdr (6.1)

et

1w
dF, = E'OWR cC.dr (6.2)

Dans les formules ci-dessus les coefficients de force C, et C; sont déterminés en
utilisant les propriétés aérodynamiques de profils de pale C,=C, (a) et Ci=C; (o).
L'angle d'incidence o est :

a(r) =¢(r) - (r), (6.3)
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Ici, S est I'angle de calage du profil de pale, ¢ est 1'angle de 1’écoulement crée
entre les vecteurs de la vitesse périphérique U et de la vitesse de référence Wk.

Dans la méthode de 1’élément de pale-quantité de mouvement et dans les
méthodes tourbillonnaires, la vitesse induite peut étre évaluée explicitement, par
conséquent il est facile de calculer I'angle d'écoulement ¢ :

#(r) = tan‘l[vo_—wi""(r)J (6.4)

Qr +w,(r)

Cependant, dans le modele de surface active, I'angle d'incidence « ne peut pas
étre calculé sans quelques présomptions au sujet de I'écoulement autour du rotor, car
quand on utilise le solveur d’équation de Navier-Stokes on ne peut pas séparer
explicitement les vitesses induites dans I'équation (6.4) du reste du champ de vitesse.

Méthode élément | AP(FR.s/C) | Calcul Navier-Stokes
l=} de pale > (FLUENT6.3)
<
A
o W
cl/4 Modeéle de couplage
Cc
(extraction -
champ de vitesse)

Fig.6.18 Distribution de pression simplifiée. Fig.6.19 Schéma du couplage

Dans cette approche, il est trés utile de représenter I’écoulement a travers
I’éolienne comme la somme de deux autres écoulements. Le premier est celui du vent a
I’infini amont et le deuxiéme est celui induit par I’éolienne. Le champ de vitesse induite
par I’éolienne comprend deux composants :

e [’écoulement global créé par le rotor; le rotor fonctionne comme un disque
actif qui extrait 1’énergie cinétique du vent. Selon la théorie de Froude-Rankine le rotor
ralentit le vent en fonction de la charge aérodynamique.

e L'écoulement de perturbations locales, créées par la présence des profils des
pales.

A travers le disque du rotor, les vitesses induites par le rotor ne varient que
légerement, si on ne s’¢loigne pas trop du plan de rotation. A I’amont des profils de
pales, dans une distance de quelques longueurs de corde, I'écoulement n'est pas perturbé
par la présence du profil local de pale. Par conséquent pour le plan de référence, ou le
vecteur de vitesse doit étre déterminé, il est acceptable d'utiliser ce plan, placé
Iégerement en amont. Ici I'écoulement n'est pas influencé localement par les profils de la
pale, mais il est suffisamment pres du plan du rotor pour avoir le méme champ de
vitesse induite global. Evidemment, si le plan utilisé comme référence est plus prés,
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I’écoulement est alors perturbé par le profil et les caractéristiques aérodynamiques
bidimensionnelles de ce dernier doivent étre corrigées.

Dans certain cas, les caractéristiques de profils tournants sont déterminées
expérimentalement. L’application de telles caractéristiques est trés intéressante parce
qu’elles prennent en compte I’effet de rotation sur la couche limite. Malheureusement,
la vitesse de référence est déterminée tres prées de la pale et pour étre utilisables par les
méthodes classiques, ces caractéristiques doivent étre corrigées. Dans le modéle hybride
proposé ici, les caractéristiques peuvent étre utilisées immediatement sans aucune
correction. Pour cela, on adopte le méme plan de référence que celui qui est utilisé dans
I’expérience. Cette approche est trés avantageuse également quand les caracteristiques
du profil sont extraites a partir de simulations numeriques tridimensionnelles.

Dans le solveur d’équations de Navier-Stokes CFD, la force normale obtenue de
I'équation (6.1) est appliquée, comme une discontinuité de pression le long de la corde
qui remplace le profil. Parfois on connait uniquement les coefficients globaux et la
répartition de la pression n’est connue, ni par la modélisation, ni par 1’expérience. Dans
ce cas, pour rendre la vitesse induite par cette discontinuité plus appropriée, il est
préférable d'employer le long de la corde, la distribution représentée sur le schéma 1.
Cette forme de distribution de pression est presque identique a celle sur une plaque
plane. Par ailleurs, au bord d’attaque, la pression n’a aucune singularité et le moment
des forces de pression par rapport au point situé a 1/4 de la corde est égal a zéro.

Le modele hybride proposeé, voir le schéma sur la fig.6.19, est basé sur le code
de calcul d’équations de Navier-Stokes Fluent 6.3 et le résultat est obtenu itérativement.
Dans le domaine de calcul, qui représente le champ d'écoulement autour de 1’éolienne,
les pales sont remplacées par des surfaces avec la condition limite « fan ». Ce type de
condition limite dans Fluent, correspond a une différence de pression imposée entre les
cellules adjacentes, situées aux cotés opposés de la surface sur laquelle on impose la
condition limite.

Au début de chaque itération, le code de calcul exécute une fonction définie par
I'utilisateur. Cette fonction est réalisée en langage C. Elle comporte le module « élément
de pale » et a partir du champ de vitesse a I’amont sur la ligne de référence, elle calcule
la distribution de pression appliquée sur la pale en fonction de caractéristiques
aérodynamiques du profil de la pale.

6.3.2.1 Modélisation hybride de I'éolienne NREL Phase VI

L’éolienne étudiée est celle de la phase VI de NREL-fig. 6.24, voir Hand et al
[45]. Le rotor éolien a un diameétre de 10 metres et il est équipé de deux pales avec le
profil S809. Le choix de I’éolienne NREL a été fait parce qu’il existe une base de
données expérimentale tres importante. Il est nécessaire de valider le modéle hybride
proposé a 1’aide ces donnés. A chaque point de fonctionnement de I’éolienne, on mesure
la puissance aérodynamique et la force axiale. Une des deux pales a été instrumentée
avec des capteurs de pression et des tubes pneumatiques a cing trous, fig.6.20. Cette
instrumentation permet de mesurer la pression statique sur I’extrados et sur I’intrados de
cing profils, placés a différents rayons le long de la pale. De plus, le vecteur de vitesse
en amont de chaque profil est obtenu a I’aide d’un tube de Pitot a cinq trous, fig.6.21.
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Fig.6.20 Pale instrumentée avec les capteurs de Fig.6.21 Emplacement du tube de Pitot a
pression et les tubes de Pitot a cing trous cing trous.

A partir des mesures obtenues durant les d’essais, il est possible de créer des
tableaux de données pour les coefficients de forces normale et tangentielle en fonction
de l'angle d'incidence le long de la pale. En effet, en utilisant des techniques
d'interpolation de type « spline » une fonction bidimensionnelle C, = C, (&, r/R) peut
étre creée, voir fig.6.22.

reference line

rotation axis

Fig.6.22 Distribution du coefficient de force Fig.6.23 Modele hybride pour la pale
normale le long de la pale

Afin d’obtenir la distribution de pression durant le calcul et la valeur
correspondante a chaque nceud de la surface de discontinuité de pression, voir fig.6.23,
on détermine :

e lerayon relatif r/R
e lavitesse V et I'angle d'incidence o, pour le rayon r
e ladistance s/c a partir du bord d’attaque

Puis pour r/R et angle d'attaque o obtenus, a I’aide d’interpolation on calcule les
coefficients de force normale, voir fig.6.22. On peut alors calculer la force normale et la
force tangentielle, éq.(6.1) et éq.(6.2). Puis, selon la distance s/c et la forme de la
répartition de pression, voir fig.6.18, on calcule la valeur de la discontinuité de pression.
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Cette pression est utilisée dans le solveur d’équation Navier -Stokes pour étre appliquée
en tant qu’une condition limite de type « fan ».
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“periodic”
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i . ¢ylindreintern

&

. B % \ pales“fan”
Tax
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Fig.6.24 Eolienne NREL Phase VI Fig.6.25 Domaine de simulation du modéle hybride
durant I’essai dans la soufflerie de éolien.
NASA a Ames Research center.

disque du rotor

Le cas étudié est celui nommeé cas H dans les essais NREL ou le rotor est orienté
face au vent avec un angle de calage en bout de pale de 3°. Le nombre de Reynolds
moyen pour les profils de pales est environ 1.10°. Le domaine de calcul est constitué
d’un cylindre qui a un rayon de 3.316R et qui représente le champ d'écoulement autour
du rotor éolien. 1l a également une longueur de 6R en amont et de 25R en aval du plan
du rotor. La valeur 3.316R est employéee car elle méne au méme rapport qu'entre la
section de la veine de test de la soufflerie et la surface balayée du rotor éolien. Par
conséquent, les expeériences et les simulations numériques ont le méme coefficient de
blocage.

La surface remplacant la pale est représentée par 4000 nceuds parmi les
500 000 utilisés pour le modele entier. Cette surface est divisée dans la direction de la
corde en 40 intervalles, qui sont affinés prés du bord d’attaque, ou le gradient de
discontinuité de pression est le plus important. Le long de la pale, la surface est divisée
en 100 intervalles équidistants. La taille initiale des cellules dans la direction normale a
la surface est de 0.01 corde et le facteur de croissance de 1.25 est employé. Pour
améliorer le calcul de sillage, le maillage est affiné a ’intérieur d’un cylindre interne
autour du rotor avec un diamétre de 1.25R et une longueur de 10R en aval du rotor,
fig.6.25.

La fonction d'interpolation, fig.6.22, pour les coefficients de force normale, est
basée sur les résultats obtenus pour le cas « H » [5]. 1l s’agit de mesures faites a cinq
rayons le long de la pale (r/R = 0.30, 0.47, 0.63, 0.80, 0.95). Pour appliquer ces données
sans correction, la ligne de reférence ou est définie la vitesse de référence, passe par les
mémes points géométriques ou sont obtenus les coefficients expérimentaux.

Le calcul est mené itérativement. Aprés un certain nombre d’itérations, selon le
nombre de nceuds et la valeur des résiduels exigés, le processus de calcul converge.
Habituellement, la puissance calculée du rotor atteint rapidement une valeur constante,
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mais les itérations additionnelles sont nécessaires pour obtenir un sillage bien
développé.
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Fig.6.26 Puissance mesurée et simulée de I’éolienne NREL Phase VI, cas H

La comparaison entre la puissance de 1’€olienne, obtenue expérimentalement et
par la simulation a 1’aide du modele hybride, est représentée sur fig.6.26. En cas de
vitesses élevées, 1’écart est di a l'effet du « centrifugal pumping ». Cet effet apparait
quand 1’écoulement décroche et que les forces centrifuges déplacent le fluide dans la
zone de décrochage a I’extérieur, vers ’extrémité de la pale. L’effet n'est pas modélisé,
en raison du manque de forces radiales appliquées sur la surface des pales. Une
incertitude supplémentaire est introduite parce qu'il est difficile d'interpoler les
coefficients de force au voisinage de I’extrémité de la pale. Pour améliorer
I’interpolation, des résultats supplémentaires expérimentaux ou numériques sont
nécessaires.

Il est a noter qu’aux extrémités de la pale, l'écoulement est fortement
tridimensionnel, donc le modele de 1’élément de pale n’est pas approprié. Dans ces
parties de la pale, la pression est imposée et une loi choisie pour la distribution de la
circulation sur la pale.

Afin de bien comprendre 1’écart entre la puissance mesurée et la puissance
simulée, on a comparé les angles d’incidence et le coefficient de force normale venant
de la simulation et I’expérience. Sur les fig.6.27 a fig.6.32, on représente la variation de
I’angle d’incidence le long de la pale pour différentes vitesses de vent a ’amont. Sur les
fig.6.33 a fig.6.37, on représente la variation de coefficient de force normale le long de
la pale pour différentes vitesses de vent a ’amont. Enfin, la variation de la force axiale
est représentée sur la fig.6.38. Les écarts entre les résultats d’essais et les résultats de
calcul prouvent la bonne qualité du calcul, méme pour des vitesses de vent élevées a
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I’amont, ce qui n’est pas le cas pour la puissance. Pour comprendre d’ou vient ce
phénomeéne, on représente sur la fig.6.26 la puissance expérimentale, calculée a 1’aide
d'une pression appliquée sur les pales. La courbe qui représente cette puissance,
marquée comme « exp. pressure » ressemble a la courbe de résultats du modele hybride.
Evidement, il existe un écart significatif entre la puissance meécanique mesurée
expérimentalement sur ’arbre de 1’éolienne et celle calculée a I’aide de la pression.
Probablement, pour les vitesses de vent ¢levées, 1’écoulement est trés tridimensionnel
aux extrémités de la pale et exige plus de points de mesures de pression pour calculer
correctement la puissance.
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6.3.2.2 Modélisation hybride de I'éolienne Rutland

Il est intéressant de comparer les résultats de modélisation hybride obtenus pour
le champ de vitesse a travers d’une éolienne. Une base de données trés large est créée
dans le laboratoire de mécanique des fluides d’Arts et Métiers-Paris. Cette base est
obtenue a I’aide de mesures PIV dans le cas d’une éolienne Rutland 503, a 6 pales
transformée en un modele tripale.

Pour étudier 1’écoulement, on utilise le solveur d’équation de Navier-Stokes
FLUENT 6.3.26. Pour prendre en compte 1’obstruction créée par les parois de la
soufflerie, le rotor est modélisé a I’intérieur de la soufflerie. L’écoulement est non-
stationnaire et le volume qui comporte le rotor tourne a I’intérieur du maillage fixe de la
soufflerie. Les pales du rotor sont modélisées comme une surface active avec une
discontinuité de pression imposée. Les caractéristiques aérodynamiques des profils le
long de la pale sont obtenues a I’aide de mesures PIV. Etant donné que le moyeu de
’éolienne étudiée est trés encombrant, son diamétre est de 27% du diamétre du rotor, il
est indispensable de le modéliser comme un corps réel. L’intrados et I’extrados de la
pale sont divisés en 70 intervalles, resserrés au bord d’attaque. La longueur de la pale
est divisée en 90 intervalles uniformément espacés. Autour de la pale, 10 couches de
cellules sont utilisées, la taille initiale de ces cellules normales a la surface de la pale est
de 0.01 de la corde et le facteur d’agrandissement est de 1.25. Le maillage est constitué
de blocks dont le maillage est structuré et comporte en totalité 5 millions de cellules. Le
nombre de Reynolds calculé pour la corde moyenne de la pale est de I’ordre de 70 000,
pour cela la modélisation de la turbulence est faite a I’aide de la méthode k-w. Le pas de
temps appliqué pour le calcul correspond a un angle de rotation de 1°. Pour obtenir un
calcul convergé périodiquement il faut faire 3 rotations du rotor.
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Fig.6.39 A gauche, comparaison entre la modélisation de I’écoulement a travers I'éolienne, et a
droite les résultats des essais PIV,

La premicre comparaison est I’écoulement dans un plan méridional du rotor, qui
passe par la pale, fig.6.39. La vitesse de rotation du rotor est de 1436 tr/min pour une
vitesse a I’infini amont de 9.3 m/s. En général, le sillage est relativement bien modélisé
mais la zone de décollement derriére le moyeu est plus large qu’en réalité ; en fait, il est
bien connu que les écoulements avec un décollement massif sont difficiles a résoudre a
I’aide de modéles de turbulence moyennée comme le k-o. Il faut utiliser les
modélisations LES ou DES. Malheureusement dans ces cas, il faut augmenter la finesse
du maillage.

Si la précision du calcul du sillage est largement dominée par la qualité de la
modélisation d’équation de Navier-Stokes, 1’écoulement autour du profil de la pale est
moins sensible a la finesse du maillage et a la qualité du modele de turbulence. Sur la
fig.6.40, on représente la comparaison entre les résultats PIV et le calcul pour
I’écoulement a travers le profil de pale situé au rayon 0,7R. On voit que la ressemblance
entre les essais et la simulation est excellente.

Vrel (m/s) . Vrel (m/s)

-100

Fig.6.40 Champ de vitesse relative obtenu par Fig.6.41 Champ de vitesse relative obtenu par PIV.
simulation numérique.
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6.4 Conclusion

Dans ce chapitre, on a proposé un modele de surface active pour le calcul de
I'écoulement a travers les rotors éoliens. L'objectif est de valider ce modele hybride qui
présente un couplage entre la méthode de 1’élément de pale et un solveur de I’équation
de Navier-Stokes. Pour représenter le rotor, les pales sont remplacées par des surfaces
minces constituées par les cordes le long de la pale. Sur ces surfaces, une discontinuité
de pression est appliquée et calculée a partir des propriétés aérodynamiques des profils
de pale et de la vitesse a I’amont. Afin d’améliorer les conditions initiales du
développement du sillage du rotor, la surface de discontinuité de pression qui remplace
la pale a le méme angle de calage que la pale d'origine et la pression imposée varie le
long de la pale ainsi que le long de la corde. Par conséquent, le modéle de surface active
est différent de tous les modéles hybrides existants qui emploient des lignes actives ou
modeélisent la pale en tant que saut tournant de pression.

Quand la distribution de pression le long de la corde n’est pas connue, le mod¢le
proposé emploie une distribution de pression qui ressemble a celle de la plague plane,
mais sans singularité dans le bord d’attaque. Dans le cas de profil, cette répartition crée
un champ de vitesse semblable a celui autour d'une aile, ayant le méme coefficient de
force normale. Les calculs numériques effectués pour le cas d’une plaque mince et d’un
profil S809 ont prouvé cette approche. Il est a noter que, sur une distance d’une corde en
amont du bord d’attaque, la différence est pres d'un degré pour des angles d'écoulement
et moins de 1% pour la vitesse. En aval de l'aile, la différence est de moins de 10% pour
la vitesse. Pour montrer 1’avantage du modele développé ici, par rapport au modele avec
les forces surfaciques réparties, une comparaison est faite dans le cas de 1’écoulement
autour du profil S809. Le résultat de cette comparaison montre que la modélisation a
I’aide de la discontinuité¢ de pression permet de diminuer 1’écart par rapport au calcul
complet avec des lois de parois.

Dans le cas de la simulation des éoliennes, le modele de surface active est
capable de calculer la puissance aérodynamique du rotor, mais pour les fortes vitesses
de vent, un certain écart est constaté par rapport aux résultats expérimentaux. Ceci est
dd au fait qu'en cas de forte vitesse de vent, I'écoulement est détaché. Par conséquent,
I'écoulement est fortement tridimensionnel et la méthode d'élément de pale qui sert pour
la surface active n'est plus valable.

La validation du modéle de la surface active est faite dans le cas de I’éolienne
NREL et de I’éolienne Rutland. Dans ces deux cas, la puissance de 1’éolienne est bien
calculée pour des vitesses de vent faibles et modérées. De plus, la comparaison avec les
résultats PIV des champs de vitesse simulés a travers le rotor et autour du profil situé au
rayon de la pale 0,7R, montre une bonne cohérence.
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Le modele suggéré ici a deux avantages significatifs, comparé aux autres
modéles hybrides. Le premier est la possibilit¢é demployer les données
tridimensionnelles du profil sans appliquer aucune correction. Le deuxieme est que le
champ de vitesse en aval des pales est plus prés de la réalité que celui prédit par les
méthodes du disque actif et de la ligne active. Comparé aux méthodes de CFD, qui
emploient la géométrie tridimensionnelle compléte du rotor, ce modéle a l'avantage
d'employer un nombre limité de nceuds. Par conséquent, la taille du maillage est réduite
ce qui rend le modele approprié pour 1’analyse et la conception des parcs €oliens.
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Chapitre 7 Application du modéle de surface active pour le
couplage fluide structure pour une éolienne a pales
déformables

7.1 Introduction

Dans ce chapitre on développe une méthode de calcul aéroélastique adaptée au
calcul des pales éoliennes. Cette méthode est basée sur le couplage entre un modéle
hybride et un code de calcul de la dynamique de structure.

Pour obtenir la distribution de la pression le long de la pale, celle-ci est divisée
en plusieurs tranches et pour chacune d'elles, on calcule 1’écoulement bidimensionnel
autour du profil. Les efforts appliqués sur les profils sont transmis au modéle hybride
comme une pression, afin de calculer le champ de la vitesse a I’amont de la pale.

Le calcul est transitoire et a chaque pas temporel les calculs échangent les
variables dont ils ont besoin : la déformation du maillage autour des profils est calculée
par I’analyse de la structure, les efforts appliquées sur les pales sont obtenus et transmis
au solveur de I’écoulement autour des profils.

La modélisation de structure de la pale est testée a 1’aide d’une comparaison des
fréquences propres obtenues par simulation de la pale de I’¢olienne NREL avec celles
issues des essais.

Enfin, le modéle du couplage proposé est testé sur un cas de fonctionnement de
I’éolienne NREL Phase V1 en dérapage, voir Hand et al [45].

7.2 Méthodes instationnaires appliquées pour I’écoulement a travers les
rotors éoliens

Les éoliennes fonctionnent dans la couche limite terrestre, dans un
environnement tres sévere ou le vent change sa vitesse et sa direction a chaque instant.
Par conséquent, les forces aérodynamiques varient sous 1’effet des fluctuations du vent
durant la rotation des pales. En conséquence, les casses dues a la fatigue mécanique du
matériau sont fréquentes. Pour évaluer les forces aérodynamiques, des codes
numériques, capables de calculer les propriétés aérodynamiques des pales élastiques,
sont nécessaires, voir [62]. Pour obtenir les résultats de simulations avec une qualité
satisfaisante, un calcul avec un maillage assez fin est nécessaire. Cependant, il est trés
difficile d'obtenir des résultats durant les vents extrémes et les rafales, pour la
modélisation du comportement de 1’éolienne. En effet, le calcul transitoire doit étre
mené durant une période de 30 secondes pour une rafale de vent définie. Le calcul doit
se faire avec un pas de temps correspondant a un degré de rotation de la pale afin de
résoudre le phénomeéne du décrochage dynamique. Donc pour simuler un coup de vent
sur une éolienne dans des conditions extrémes, un minimum de 10 000 pas de temps est
nécessaire. Les méthodes basées sur le calcul de 1’équation de Navier-Stokes donnent
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généralement de bons résultats. Néanmoins, vu le temps de calcul et le nhombre de
résultats qui doivent étre obtenus, ces méthodes sont tres difficiles a utiliser pour le
calcul de cas réels, [97]. Par conséquent, les modeles aérodynamiques simplifiés, basés
sur la méthode d'élément de pale-quantité de mouvement (BEM), ou les méthodes
tourbillonnaires, sont utilisés.

Pour résoudre les problémes d’interaction fluide-structure, ces codes de calcul
sont genéralement couplés avec les méthodes de la dynamique de structure basées sur la
dynamique des poutres. Récemment, Rasmussen, voir [79] a montré que parmi huit
codes européens pour le calcul aéroélastique, sept sont basés sur la méthode BEM et un
est basé sur la méthode tourbillonnaire du sillage libre. Il n’y a donc aucun de ces codes
qui soient basé sur le calcul d’équation de Navier-Stokes.

Les modeles basés sur la méthode BEM ou les méthodes tourbillonnaires sont
rapides et robustes. Ils sont limités a des conditions aux limites simples et ne prennent
pas en compte les effets de viscosité.

Dans le cas de la méthode BEM, habituellement, on suppose que les vitesses
axiales et tangentielles induites varient radialement et que dans la direction azimutale,
elles sont uniformément distribuées. En fait, ce type de calcul est limité pour les cas trés
simples : faible dérapage et temps modéré pour la variation de vitesse du vent a I’amont.
Pour améliorer la modélisation des cas de dérapage, le modéle de sillage dynamique
généralisé (Generalized Dynamic Wake Model) est adopté. Ce modéle est largement
utilisé pour les hélicoptéres et donne de bons résultats en cas de dérapage. Néanmoins,
ce modeéle est mal adapté dans le cas de calcul transitoire, quand la variation de vent a
I’amont est apériodique.

Les modéles bien adaptés au calcul instationnaire sont les modeéles
tourbillonnaires, notamment le modele du sillage libre. Dans celui-ci, les pales sont
remplacées par les tourbillons fixes qui tournent avec la vitesse de rotation du rotor. Les
tourbillons libres sont issus aux extrémités des pales, selon le théoréme de Helmholtz.
Le calcul d’évolution des tourbillons libres est itératif et prend en compte tous les effets
instationnaires. A chaque pas de temps, le déplacement des tourbillons dans la direction
du vent relatif et les vitesses induites dans le plan du rotor sont calculées. Ces vitesses
influencent le fonctionnement des profils de la pale et la circulation le long de la pale est
calculée ainsi que I’intensité des nouveaux tourbillons émis par les pales. Pas a pas, on
calcule le développement du sillage tourbillonnaire et la puissance du rotor. Cette
méthode peut étre couplée avec un calcul de dynamique de structure de la pale pour
réaliser un couplage aéroélastique. Par ailleurs, les méthodes tourbillonnaires sont des
méthodes potentielles et ne prennent pas en compte la dissipation de vorticité, donc
elles ont besoin de corrections empirigues.

Pour calculer les efforts aérodynamiques, les méthodes BEM et la méthode du
sillage libre font appel a la théorie de I’élément de pale et ont donc besoin des
caractéristiques aerodynamiques du profil. En général, on utilise les caractéristiques
venant des essais, mais les difficultés apparaissent quand les caractéristiques
aérodynamiques du profil ne sont pas disponibles. Actuellement deux modéles sont
largement utilisés, le modéle de I’ONERA et le modéle de Bedoes-Leishman.
Récemment, Leishman [57] applique sa methode pour calculer les caractéristiques
instationnaires du profil €olien. Quand I’écoulement n’est pas décoll¢, la méthode
suppose que la partie instationnaire a deux parties : une liée avec la variation de la
circulation du profil et une venant de 1’accélération du fluide autour du profil. La force
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de trainée est calculée a I’aide de coefficients empiriques. Si I’angle d’incidence
dépasse I’angle critique lors d’une variation rapide d’incidence, le phénoméne du
décrochage dynamique apparait.

Le modéle de Leishman utilise les constantes empiriques afin de modéliser la
création d’un tourbillon a partir du bord d’attaque, sa convection vers le bord de fuite et
le décrochage qui en résulte. Le rattachement de 1’écoulement est également calculé de
facon empirique. La méthode de Leishman donne généralement de bons résultats, mais
il faut connaitre les constantes expérimentales pour le profil étudié. En conséquence elle
reste trés limitée au vu du peu d’études réalisées concernant les caractéristiques
aérodynamiques des profils.

Vu les difficultés d’application des méthodes, basées sur le calcul d’équation de
Navier-Stokes et les limitations des méthodes BEM ou tourbillonnaire, on propose
I’application du mod¢le hybride développé dans notre travail. Ce modéle est beaucoup
plus rapide que la simulation compléte de I’écoulement et il prend en compte tous les
effets visqueux du sillage.

Pour prendre en compte les effets d’instationnarité, le modele hybride est couplé
avec un code d’analyse de la dynamique de structure. Le couplage est faible du point de
vue mathématique et chaque code méne indépendamment le calcul dans son domaine ;
les nceuds du maillage de la structure et les nceuds du maillage du fluide ne se
confondent pas sur les surfaces d’échange. A chaque pas temporel les efforts calculés
par le solveur d’équations de Navier-Stokes se transmettent dans le code de calcul de
structure. Ce code calcule la déformation de la pale et permet d'obtenir le déplacement
de celle-ci. Dans le modele hybride, on n’est pas obligé de déformer réellement le
maillage, on utilise une pale avec la forme approximative, constituée par les surfaces
des éléments sur lesquels on applique la discontinuité de pression. Donc on peut
changer uniquement les cellules d’application de la pression afin de représenter la
déformation de la pale.

7.3 Méthode de couplage

Le mode¢le aéroélastique couple un solveur d’équations de Navier-Stokes avec
un solveur de la dynamique de la structure. La méthode de calcul est transitoire et a
chaque pas de temps, les solveurs échangent les données. Le role du calcul de fluide est
d’obtenir la pression appliquée sur la pale. Le solveur utilis¢, FLUENT, est capable
d’obtenir la pression sur les surfaces qui se déplacent ou qui se déforment.
Malheureusement, la déformation du maillage tridimensionnel comporte des difficultés.
Le probléme est que, seul le maillage tétraédrique, est déformable. De plus apres un
certain nombre de déformations, il devient indispensable de remailler le domaine de
calcul.

Les profils éoliens se distinguent des profils d’avion par leur épaisseur relative
importante, de 1’ordre de 20%. Afin d’obtenir les caractéristiques de ces profils,
plusieurs calculs concernant le comportement aérodynamique instationnaire, notamment
pour le profil S809 et le NACA 63 421, ont été effectués. La comparaison des résultats
de calcul, avec les résultats d’essais, a permis de déduire les meilleurs paramétres a
utiliser dans la simulation numérique. Cette comparaison a montré par exemple qu’en
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dessous de 100 nceuds répartis sur I’extrados du profil, I’erreur de simulation devient
inacceptable. Par ailleurs, pour avoir une bonne résolution de I’écoulement au voisinage
du profil, il faudrait que le paramétre y+ reste inférieur a 30. Donc, la hauteur de la
premiere couche de cellules sur les parois devient petite par rapport a la longueur des
cellules le long du profil. Ce faible rapport hauteur/longueur ne constitue pas un
probléme dans le cas du maillage rectangulaire. Par contre, dans le cas du maillage
triangulaire, I’erreur d’approximation devient importante, ce qui diminue la précision du
calcul et dans certain cas, il est méme possible d’avoir une divergence de celui-ci. Ainsi,
dans le cas de maillage triangulaire, on est obligé d’augmenter le nombre de nceuds.
Cette augmentation devient encore plus importante pour les calculs tridimensionnels.

En effet, le gradient des variables d’écoulement le long de pales d’éoliennes est
généralement faible sauf a I’extrémité. La taille des cellules peut étre augmentée dans
cette direction par rapport a celles situées le long du profil, dans le cas d’un maillage
structuré. Par conséquent, les cellules au voisinage des parois deviennent plates, tres
allongées le long de la pale, un peu moins le long du profil et trés minces dans le sens
normal aux parois. A titre d’exemple, si on prend comme unité la longueur de la cellule
le long du profil, sa dimension le long de la pale serait de quatre unités alors que sa
hauteur ne serait que d’un quart d’unité. Pour cette raison, si on remplace de telles
cellules parallélépipédiques par des tétraedres, il faudrait alors multiplier de facon
significative leur nombre, afin de conserver la précision du calcul.

Cette augmentation du nombre de cellules ne serait pas vraiment génante si le
maillage tétraédrique non structuré était fait d’une fagon précise. Le probléme s’aggrave
dans le cas du calcul d’une éolienne avec des pales flexibles, modélisées a 1’aide du
maillage déformable. Afin de prendre en compte la déformation de la pale a chaque pas
de temps de calcul, on change la géométrie de la pale en fonction des charges
appliquées. Malheureusement, le code FLUENT ne peut réaliser un tel changement
arbitraire que dans le cas du maillage tétraédrique.

I1 faut rappeler qu’une pale d’éolienne est trés rigide en torsion mais souple en
flexion en raison de son allongement élevé et de sa structure interne. En conséquence,
en fonctionnement normal, les forces aérodynamiques peuvent faire fléchir I’extrémité
de la pale d’une valeur comparable a la longueur de la corde. La déformation d'un tel
maillage est possible, mais pour assurer sa qualité, il faut rigidifier le maillage autour
des pales et préserver les couches de cellules au voisinage de la pale. Le premier
probléme vient de I’impossibilité de rigidifier le maillage autour du profil pour le
préserver et de déformer uniquement les cellules positionnées loin des pales. La
constante de rigidité est globale et le maillage pres des parois se dégrade rapidement
aprés quelques pas de mouvement de la pale. Il en résulte que le remaillage a chaque
pas de temps devient inevitable. Nous avons rencontré dans ce remaillage, des
difficultés insurmontables.

Pour assurer la qualité de remaillage, FLUENT permet le controle de la taille
maximum des cellules et I’obliquité de celles-ci. Malheureusement, ce contréle est
global dans le logiciel ; la diminution de taille des cellules s’applique a la fois au
voisinage de la pale mais également trés loin du rotor. Donc, le nombre de cellules
devient tres important ce qui fait que le remaillage échoue. Soit le nombre de cellules
augmente et le temps de calcul devient prohibitif, soit la qualité de remaillage est
médiocre et les résultats de calcul ne sont pas satisfaisants.
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Afin de sortir des difficultés liées a la qualité du maillage déformable, on a
développé une méthode de calcul permettant de diminuer significativement la taille du
maillage. Il s’agit de remplacer une surface portante (aile ou pale) par une surface sur
laquelle on applique une pression équivalente. Ce remplacement est connu dans les
méthodes potentielles et il est exact dans le cas d’une surface portante avec une
épaisseur nulle.

Il est évident que pour I’instant, I’application des déformations d’un maillage
tridimensionnel dans le cas général est trés difficile, voir impossible. En raison de ces
difficultés, le probléme dans le domaine de 1I’écoulement est divisé en deux parties.

La premiére partie est constituée du modele tridimensionnel de la surface active
qui calcule le champ de vitesse créé par la présence du rotor. Dans cette partie, la
déformation du maillage n’est pas indispensable, car les effets du déplacement des
surfaces sont modélisés par 1’application de la pression sur les surfaces des cellules.
Pour obtenir les effets de déformation de la pale, on change uniquement les surfaces des
cellules sur lesquelles on applique une discontinuité de pression, sans appliquer un
déplacement réel du maillage.

Dans la deuxieme partie du calcul aérodynamique, le maillage est déformable.
Cette partie sert a calculer I’écoulement autour des profils et a obtenir les valeurs de
pressions qu’il faut appliquer sur la surface qui remplace la pale. Pour la condition
limite a I’amont du profil, on utilise la vitesse issue du modele hybride. Pour déformer
le maillage, on calcule les positions des nceuds du profil, la position de sa ligne élastique
et le vrillage. Pour faciliter le calcul, on suppose que le profil de la pale est non-
déformable et que son mouvement a toujours lieu dans un plan.

7.4 Analyse de la dynamique de structure en transitoire

Pour calculer le déplacement de la pale sous Iinfluence des forces
aérodynamiques instationnaires, des forces d’inertie, de [I’¢€lasticité et de
I’amortissement dans la pale, on utilise le code de calcul ANSYS.

Dans I’analyse transitoire qui détermine les déplacements de la pale, cette
derniére est présentée comme une poutre dont sa géométrie varie sous ’influence d’une
combinaison arbitraire de charges statiques, transitoires et harmoniques. La vitesse de
variation des efforts est telle que la prise en compte des effets d’inertie et
d’amortissement devient indispensable. Dans le code ANSY'S, I’équation qu’on résout
est:

M {i }+ C{u }+ K{u}=F(t) (7.1)

Ici, M, C, K sont des matrices de masse, d’amortissement et de raideur, F(t) est le
vecteur des forces externes et {u} le vecteur de déplacement de nceuds de la structure.

Le code ANSYS utilise une version améliorée de I’algorithme de Newmark afin
de résoudre 1’¢q.(7.1). Cette méthode permet d’obtenir la position et la vitesse a l'instant
du calcul, a partir des mémes grandeurs qu'a l'instant précédent. La méthode part de
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I’hypothése que I’accélération est linéaire dans un intervalle de temps et que le terme
d’erreur devient proportionnel a la dérivée d’accélération. L’algorithme est
inconditionnellement stable quand le facteur d’amortissement d’amplitude y > 0.
Habituellement vy est petit et on utilise une valeur de 1’ordre de 0,005 pour . On utilise
la solution compléte pour calculer le déplacement de la pale a 1’aide de eq.(7.1), sans les
hypotheses supplémentaires. Par ailleurs la méthode ne prend pas en compte les forces
de Coriolis. Ces forces, ainsi que les forces centrifuges sont calculées et ajoutées a
droite de 1’éq.(7.1). Le probléme est non-linéaire du point de vue géométrique, car la
pale est tres souple. Par conséquence, on utilise le modéle « grands déplacements »
d’ANSYS qui prend en compte les variations de la géométrie et permet d’évaluer
I’interaction entre le battement de la pale et les forces centrifuges.

7.5 Couplage code structure — code fluide

La méthode de couplage proposée ici est basée sur 1’algorithme « échelle » de
Farhat&Lesoinne (staggered algorithm) appelé par ces auteurs « Improved Serial
Staggered (ISS) procedure ». La méthode est menée pas a pas, avec I’échange de
variables entre les deux codes. Les auteurs ont prouvé que la méthode est capable
d’obtenir avec une bonne précision, pour un colt de calcul abordable, une solution
comparable a celle obtenue a ’aide des méthodes de couplage fort. La fig.7.1 représente
le schéma du calcul

) Worp @ Wi Whiap Wissi
Fluid solver o

Fig.7.1 Schéma du calcul

1. Aprés D’initialisation, pour tous les pas suivants, quand n > 1, le maillage
dans le domaine de fluide est actualisé par :

(ko= {al, ) o=, 1+ adlal, 12)
2
le vecteur de fluide {W} est obtenu au pas de temps de fluide n+%2

3. la pression du fluide est convertie en force équivalente et appliquée aux
nceuds correspondant dans le domaine de la structure

4. le code de structure avance dans le temps
Le maillage du domaine du fluide se déforme, le point 1 se répéte.
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7.6 Résultats numériques

L’éolienne étudiée est le modele NREL PHASE VI qui est une €olienne bipale
de 10 m de diameétre ayant un profil S809 et un angle de calage de pales de 3 degrés. Ce
choix a été fait pour des raisons de données expérimentales connues sur cette éolienne
qui constitue actuellement une référence d’étude.

—_

~. CFD "FLUENT"

’—~ CFD "FLUENT"

deformation of blade mesh boundary
based on transversal displacement and
twisting of tne blade elastic axis

calculation of forces
from the blade pressure

time step "t;" time step "t "
> CSD"ANSYS" F
FEM model FEM model
boundary conditions boundary conditions
initial conditions initial conditions

Fig.7.2 Schéma du couplage FLUENT/ANSYS

Le cas étudié est pour un fonctionnement de 1’éolienne, face au vent, en
dérapage de 30°, avec un calage de 3° et un nombre de Reynolds pour le rayon de
référence de 1.10°. Un parallélépipéde de la taille de la soufflerie de la NASA & Ames
représente 1’écoulement autour de I’éolienne étudiée et permet de prendre en compte
I’obstruction créée par le rotor éolien. Le rotor est modélisé a I’intérieur d’un cylindre
avec un diametre de 12 m et une longueur de 1 m. A chaque pas de temps, le cylindre
tourne avec une vitesse angulaire équivalente a celle du rotor éolien. Chaque pale est
représentée a I’aide de 3000 nceuds et le modele total en comporte 200 000.

A la fin de chaque pas de temps du domaine fluide, la pression sur les profils de
pale est calculée et exportée vers un fichier utilisé par ANSYS. Ce fichier comporte tous
les efforts a partir du moment zéro. Puis le déplacement de la pale est calculé par
ANSYS. Puisque ANSYS ne permet pas d’utiliser un élément fini, pour appliquer
explicitement la vitesse comme une condition initiale, on ne peut donc pas faire un seul
pas temporel. Le calcul repart toujours a partir du temps zéro et apres un temps de
calcul équivalent d’un tour, I’influence des conditions initiales disparait.

Au début de chaque pas dans le domaine du fluide, les déplacements de profils
de la pale sont actualisés et le maillage est déformé. La vitesse en amont du profil est
également actualisée a 1’aide du champ de vitesse obtenu par le modéle hybride. De
plus, dans le modéle hybride, on actualise la pression appliquée sur les surfaces qui
remplacent les pales et on avance dans le temps, fig.7.2. Dans le cas de dérapage, pour
avoir une solution périodique, il faut effectuer au minimum quatre tours. Sur la fig.7.3
on représente les résultats des essais et des simulations.
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Fig.7.3 — Moment fléchissant

Sur la fig. 7.4 on représente le déplacement de I’extrémité de la pale durant la
rotation, pour une vitesse de vent a ’amont de 10 m/s et pour différents angles de lacet
de 0°, 10° et 30°. On voit que le déplacement n’augmente que légerement sa valeur
maximale. En fait, pour le fonctionnement sans dérapage, les angles de portance
maximale des profils sont presque atteints. Ainsi, une augmentation supplémentaire de
I’angle d’incidence, venant du lacet, n’a qu’un faible effet sur la portance des profils. En
conséquence, le moment fléchissant ainsi que la fleche en extrémité de pale restent
quasiment constants. Par contre, lorsque 1’angle d’incidence atteint sa valeur minimale,
la portance subit une variation importante de méme que la fleche de I’extrémité de pale.
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Fig.7.4 Déplacement de I'extrémité de la pale durant la rotation pour différents angles de lacet, pour
une vitesse a I'amont de 10m/s.
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Fig.7.5 Déplacement de I'extrémité de la pale durant la rotation pour des vitesses a I'amont de 5m/s,
7m/s et 10m/s, pour un angle de lacet de 30°.

Sur la fig. 7.5 on représente le déplacement de 1’extrémité de la pale durant la
rotation pour des vitesses de vent a ’amont de Sm/s, 7m/s, 10m/s et 15m/s, et un angle
de lacet de 30°. Evidement, le déplacement augmente avec 1’augmentation de la vitesse.
Le retard entre le maximum de déplacement de I’extrémité et ’angle azimutal de 180°
(ou la vitesse relative est maximum), est lié aux caractéristiques instationnaires des
profils. 1l est a noter que, pour tous les calculs de déplacement du bout de la pale, il
existe une fluctuation liée a la premiere fréquence propre de la pale. Cette fluctuation
est visible sur la figure 7.5 ou elle est superposée a la fleche en cours de rotation.

7.7 Conclusion

Dans ce chapitre on présente une méthode de calcul aéroélastique adaptee au
calcul des pales éoliennes. La méthode est basée sur le couplage entre un modéle
hybride et un code de calcul de la dynamique de structure.

La modélisation de la structure de pale est testée a 1’aide d’une comparaison des
fréquences propres de la pale de 1’éolienne NREL obtenue par simulation avec celles
issues des essais.

Le modele du couplage proposé est testé sur un cas de fonctionnement de
I’éolienne NREL Phase VI en dérapage. Le schéma de couplage est basé sur la méthode
ISS et les résultats périodiques peuvent étre obtenus aprés quatre tours du rotor. La
comparaison du moment fléchissant de la pale, issu de la simulation avec les essais
montre une bonne cohérence.
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CONCLUSION GENERALE

Au début ce travail on analyse les théories aérodynamiques qui permettent de
calculer I’écoulement & travers un rotor éolien. La théorie de Froude-Rankine permet
d’obtenir la vitesse au travers du rotor en fonction de la charge aérodynamique de ce
dernier. Néanmoins, avec cette théorie, il est impossible de calculer correctement la
puissance du rotor et les efforts aérodynamiques appliqués sur les pales. La théorie la
plus simple permettant ces calculs est la théorie d’élément de la pale. Quand la charge
aérodynamique du rotor est importante, la vitesse a travers la pale n’est pas celle a
I’amont, ni a I’infini, et les résultats de la théorie de 1’¢1ément de la pale s’écartent de la
réalité. Pour les corriger Glauert utilise le modéle du disque actif et obtient la vitesse
moyenne dans le plan du rotor. La méthode donne de bons résultats dans le cas d’un
écoulement simple, mais dans le cas général et aux conditions non-stationnaires, les
résultats ne sont pas satisfaisants.

Les méthodes capables d’aborder les cas plus complexes sont des méthodes de
calcul basées sur 1’équation de Navier-Stokes. Malheureusement, le temps de calcul
nécessaire pour simuler le comportement aérodynamique d’une éolienne durant une
rafale de vent de 30 secondes, rend 1’application de cette méthode prohibitive.

En raison de la rapidité et de la précision de calcul, les chercheurs font appel aux
différents modeles hybrides. Ces modéles permettent de combiner les avantages des
methodes de calculs Navier-Stokes avec la méthode d’élément de la pale. Ici, les rotors
ou les pales sont remplacées par des forces volumiques ou surfaciques.

Le modéle hybride le plus simple est le modele de disque actif. Celui-ci
représente la surface balayée par le rotor comme une surface de discontinuité de la
pression. La discontinuité appliquée sur la surface permet d’accélérer le fluide dans le
cas d’une hélice ou de le ralentir dans le cas d’une ¢€olienne. Les perturbations créées
par le disque actif sont intégrales et ne permettent pas de représenter les pales du rotor.
Par contre, le modele de la ligne active prend en compte I’individualité des pales et
permet de représenter les tourbillons marginaux issus des extrémités de celles-ci.
Malheureusement, avec ce modele, il est difficile de représenter 1’intensité de forces
appliquées par les pales le long de la corde. Par conséquent, le champ de vitesse autour
de la pale ne représente pas la réalité.

Pour améliorer la représentation des pales des rotors ou des ailes, on propose
dans ce travail, d’utiliser la méthode de la surface portante. Cette méthode est exacte
dans le cas de 1’écoulement d’un fluide parfait autour d’une plaque mince. Dans le cas
du fluide reéel, la surface portante ne satisfait pas les conditions aux limites. Néanmoins
le théoréme de quantité de mouvement est satisfait et la surface applique les mémes
efforts sur le fluide avec une intensité plus proche que les autres modeles hybrides.

Afin d’obtenir les données expérimentales nécessaires pour valider le nouveau
modele de la surface active, on a exploré le sillage proche et lointain a I’aval d’un rotor
d'éolienne. Pour mener cette étude, un banc d’essai a été mis au point dans la soufflerie
d’Arts et Métiers-ParisTech. La premiére série de mesures effectuées dans le sillage
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proche, a permis de mettre en évidence I’origine des fluctuations du champ de vitesse
axiale et tangentielle. L origine des fluctuations, qui ne changent pas leurs positions
azimutales, est liée avec la vorticité des pales. L’amplitude de ces fluctuations est
inversement proportionnelle & la distance. Par contre les fluctuations qui se déplacent
dans la direction de la vitesse relative viennent du bord de fuite des pales. Ces
fluctuations sont liées avec les couches limites développées sur la surface de pales. Il est
a noter que les pulsations de I’écoulement atteignent 40% dans le sillage visqueux, alors
qu'elles sont de I’ordre de 4% dans le reste de 1’écoulement.

La deuxiéme série de mesures a ét¢ menée a 1’aval du rotor dans le sillage
proche et lointain. Cette étude a tout d’abord permis de compléter la base de données
PIV qu’on a créée pour valider la modélisation hybride. Elle a également mis en
évidence la présence de l'individualité des pales jusqu'a deux fois le diamétre du rotor a
l'aval. Aprés cette distance, uniquement 1’individualité des tourbillons marginaux est
présentée : le champ de vitesse est moyenné dans le sens circonférentiel.

Les modéles hybrides nécessitent des caractéristiques aérodynamiques des
profils de pales. Pour les obtenir, on propose dans ce travail une méthode non-intrusive
pour extraire le coefficient de portance d’un profil en rotation et pour établir ce qu’on
appelle «la polaire tournante ». Cette méthode est basée sur 1’analyse du champ de
vitesse obtenu par PIV.

L’étude est menée sur un rotor éolien pour le profil de pale a SR, 0,7R et 0,9R.
Afin de faire varier I’angle d’incidence, différentes vitesses de rotation de 1’éolienne
sont testées. Pour chaque point de fonctionnement, une série d'images PIV est prise. Le
traitement et I’analyse d’image permettent d'acquérir les champs de vitesse et de
calculer la circulation autour du profil. Afin d’obtenir la vitesse de référence, nécessaire
pour le calcul des coefficients aérodynamiques, la vitesse de perturbation due au profil
est prise en compte. Pour cela, I’influence du profil est modélisée par un profil mince
ayant la méme circulation. La vitesse induite par ce dernier est soustraite du champ de
vitesse obtenu par PIV. Par la suite, les vitesses résultantes axiale et tangentielle a
I’amont du profil sont moyennées. Le vecteur de vitesse relative au profil, qui sert de
référence, est obtenu par composition des vitesses moyennées et de la vitesse
périphérique.

Finalement, le coefficient de portance est calculé a 1’aide du théoreme de Kutta-
Joukovski, en utilisant la circulation du profil et la vitesse de référence. Le calcul est
effectué pour toutes les vitesses de rotation de 1’éolienne, ce qui permet d’établir la
relation entre le coefficient de portance et I’angle d’incidence pour le profil étudié. Les
résultats obtenus constituent une base de données qui est utilisée pour les simulations
numériques.

Il est difficile d’obtenir les caractéristiques aérodynamiques du profil en
décrochage de fagon expérimentale. Pour cette raison, 1’obtention de ces caractéristiques
est aussi basée sur le calcul d’équations de Navier-Stokes. Pour valider les simulations,
les études sont menées dans le cas du profil éolien S809, car pour ce profil, il existe une
importante base de données.

Les caractéristiques aérodynamiques du profil et la distribution de la pression
sur I’extrados et I’intrados sont obtenues par la simulation et sont comparees avec les
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essais. Puis les calculs instationnaires sont compares avec les essais, dans le cas du
profil S809 oscillant avec le décrochage dynamique. Les résultats de la simulation
montrent une bonne cohérence, si 1’angle d’incidence ne dépasse pas 20°. Au-dela de
cet angle d’incidence et pour obtenir une bonne cohérence avec les essais, il faut utiliser
la modélisation DES a la place du modéle de turbulence k-w.

Dans ce travail on a présenté la validation du modéle de surface active pour le
calcul de I'écoulement a travers les rotors éoliens. L'objectif est de valider le nouveau
modéle qui présente un couplage entre la méthode de 1’élément de pale et un solveur des
équations de Navier-Stokes. Pour représenter le rotor, les pales sont remplacées par les
surfaces minces constituées par les cordes le long de la pale. Sur ces surfaces, une
discontinuité de pression est appliquée et calculée a partir des propriétés
aérodynamiques des profils de pale et de la vitesse a 1’amont. Afin d’améliorer les
conditions initiales du développement du sillage du rotor, la surface de discontinuité de
pression, qui remplace la pale, a le méme angle de calage que la pale d'origine et la
pression imposée varie le long de la pale ainsi que le long de la corde. Par conséquent,
le modéle de surface active est différent de tous les modéles hybrides existants qui
emploient des lignes actives ou modélisent la pale en tant que saut tournant de pression.

Quand la distribution de pression le long de la corde n’est pas connue, le modéle
proposé emploie une distribution de pression qui ressemble a celle de la plague plane,
mais sans singularité dans le bord d’attaque. Dans le cas d’un profil, cette répartition
crée un champ de vitesse semblable & celui autour d'un profil réel, ayant le méme
coefficient de force normale. Les calculs numériques effectués pour le cas d’une plaque
mince et d’un profil S809 ont prouvé cette approche. Il est a noter que, sur une distance
¢gale a une corde en amont du bord d’attaque, la différence est d'environ un degré pour
des angles d'écoulement et de moins de 1%, pour la vitesse. En aval du profil, la
différence est moins de 10%, pour le champ de vitesse. Pour montrer I’avantage du
modele développé par rapport a celui de la ligne active, une simulation est faite pour
I’écoulement autour du profil S809. L’écart du résultat obtenu avec ce modele diminue
par rapport a la modélisation compléte, ce qui confirme 1’avantage de notre modele.

Pour la simulation des éoliennes, le modele de surface active peut calculer la
puissance aérodynamique du rotor, mais pour les fortes vitesses de vent, un certain écart
est constaté par rapport aux résultats expérimentaux. Ceci est dd au fait qu'en cas de
forte vitesse de vent, I'écoulement est détaché le long de pales. Par conséquent,
I'écoulement est fortement tridimensionnel et le modéle de surface active n’est pas
approprié.

La validation du modéle de la surface active est faite dans le cas de 1’éolienne
NREL et de I’éolienne Rutland. Dans ces deux cas, la puissance de 1’éolienne est
calculée pour des vitesses de vent faibles et modérées. De plus, la comparaison avec les
résultats PIV des champs de vitesse simulés a travers le rotor et autour du profil situé au
rayon de pale 0,7R, montre une bonne cohérence.

Le modele suggéré ici a deux avantages significatifs, comparé aux autres
modeéles hybrides. Le premier est la possibilité demployer les données
tridimensionnelles du profil sans appliquer aucune correction. Le deuxiéme est que le
champ de vitesse en aval des pales est plus pres de la réalité que celui prédit par les
méthodes du disque actif et de la ligne active. Comparé aux méthodes de CFD, qui
emploient la géométrie tridimensionnelle compléte du rotor, ce modele a I'atout
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d'employer un nombre limité de nceuds. Par conséquent, la taille du maillage est réduite,
ce qui rend le modele approprié pour 1’analyse et la conception des parcs €oliens.

Enfin, on présente une méthode de calcul aéroélastique adaptée au calcul des
pales éoliennes. La méthode est basée sur le couplage entre le nouveau modele hybride
et un code de calcul de la dynamique de structure. Le modéle hybride permet de prendre
en compte les caractéristiques aérodynamiques des profils et de gagner du temps de
calcul lors de la simulation. Dans le module qui obtient les caractéristiques
aérodynamiques des profils, ce maillage tridimensionnel est remplacé par des maillages
bidimensionnels déformables.

La modélisation de la structure de pale est testée par une comparaison des
fréquences propres de la pale de I’éolienne NREL obtenues par les essais. Le modéle du
couplage proposé est expérimenté sur un cas de fonctionnement de 1’éolienne NREL
Phase VI en dérapage de 30°. Le schéma de couplage est basé sur la méthode ISS et les
résultats périodiques peuvent étre obtenus aprés quatre tours du rotor. La comparaison
du moment fléchissant de la pale, issu de la simulation avec les essais, montre une
bonne cohérence.
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Modgéle hybride de surface active pour ’analyse du comportement aérodynamique des
rotors éoliens a pales rigides ou déformables

Les travaux présentés ici portent sur 1’exploration et la modélisation de 1’écoulement a travers
les rotors éoliens. Le but est de proposer un modéle hybride de surface active permettant de simuler
rapidement I’écoulement et d’étre intégrable dans un calcul de couplage fluide structure. Les travaux
de modélisation sont accompagnés par des explorations a 1’aide de la PIV et de I’anémométrie a fil
chaud. Ces explorations d’écoulement autour d’une éolienne et autours des profils de pales en rotation,
ainsi que le développement d’une méthode d’analyse de 1’écoulement, ont permis de fournir les
données nécessaires pour le calcul et notamment les caractéristiqgues 3D du profil en rotation. Les
autres mesures réalisées, ont servi comme base de données pour valider le modéle propose.

Dans les travaux de simulations, un nouveau modeéle hybride, basé sur la surface active est
développé. Le calcul a I’aide du mod¢le proposé est un calcul itératif mené par un solveur d’équations
de Navier-Stokes. Un logiciel spécifique est créé et intégré au solveur afin de déterminer les efforts
appliqués sur les surfaces actives a chaque itération. Pour le calcul de puissance, les résultats du
modele sont comparés avec les données expérimentales issues des essais NREL Phase VI dans la
soufflerie de la NASA Ames. En ce qui concerne les champs de vitesse autour des profils des pales et
a travers du rotor, le calcul est comparé avec les données expérimentales obtenues dans le cadre de
cette thése, dans la soufflerie d’ Arts et Métiers ParisTech.

L’étude menée par la suite prouve que ce modele est bien adapté pour I’é¢tude des éoliennes a
pales déformables ou 1’on doit tenir compte du couplage « fluide-structure ». Pour valider la méthode
proposée pour 1’étude des éoliennes a pales déformables, I’étude est faite dans le cas de 1’éolienne
NREL Phase VI. Les résultats de simulation sont comparés avec les données expérimentales et
montrent la faisabilité et I’efficacité du modele et de la méthode de couplage.

Actuator surface hybrid model for aerodynamic analysis of flow trough wind turbine
rotor with rigid or flexible blades

This work presents the exploration and modeling of flow past wind turbine rotor. The aim is to
propose an actuator surface hybrid model to simulate rapidly the flow and also be coupled with
structure solver for fluid structure interaction. Besides numerical simulation, the PIV and hot wire
explorations are also carried out. These explorations of flow around the wind turbine and rotating
blades airfoil have provided the data necessary to calculate 3D airfoil aerodynamic performance while
in rotation. The results of these measurements are also used to validate the proposed model.

The new actuator surface model is developed to model the flow around wind turbine rotor. To
implement the proposed model, Navier-Stokes solver is used. Specific software is created and
integrated into the solver to determine the forces applied on the blade surfaces after each iteration. The
aerodynamic performance obtained by this hybrid model is compared with experimental data of NREL
Phase VI obtained in wind tunnel at NASA Ames. Whereas, the velocity field around the blade airfoil
and flow past the rotor are compared with experimental data obtained in this research work in the wind
tunnel of Arts et Metiers ParisTech.

Further research shows that this model is well suited for the study of flexible wind turbines
blades, where it is needed to take into account the fluid-structure interaction. To validate the proposed
method for the flexible blades, a study is also conducted for the case of the NREL Phase VI wind
turbine. The simulation results are finally compared with experimental data which show the feasibility
and effectiveness of the proposed model and the coupling method.



	couverture
	These-finale_dobrev
	derniere_page

