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Nomenclature

Les différentes notations utilisées dans le documentdistéds dans cette section. Les vecteurs sont
notés en grad\, le produit scalaireA.B et la valeur moyenne entre crochetsA >.

C Coefficient d’'amortissement

C, Coefficient de masse ajoutée

Cp Coefficient de trainéeC'p = Fp /(3 pne, U?DL)

C%=%"  Coefficient de trainée du cylindre en écoulement transverse
Cy Coefficient de friction

Cyr, Coefficient de portanceC, = F1,/(3pn.U>DL)

Cn Coefficient de force normaleCy = Fy /(3 pne,U>DL)

Ciss Composante dissipative de la force normale

(& Coefficient de pression :(C= (p — pg)/(3pU?)

D Diamétre du cylindre

Dy, Diamétre hydraulique

Fp Force de trainée exercée par le fluide sur le cylindre

Iy Force de portance exercée par le fluide sur le cylindre

Fy Force exercée par le fluide sur le cylindre dans la directmmale : fy = F_cosxy + FpSina

Filiss Composante dissipative de la force normale

Firer Composante inertielle de la force normale

Fytat Composante dissipative de la force normale mesurée sus lgtatéque d’'un cylindre incliné
L Longueur du cylindre

L Largeur de la lame d’eau entre deux assemblages combastible

M, Masse ajoutée

M.y Masse du cylindre

Re Nombre de Reynold&e = DU /v

Regys Nombre de Reynolds axial pour 'assemblage combusfiale- L,,U/v
U Vitesse de I'écoulement incident

U,ia1  Vitesse de I'écoulement axial

X Vitesse d'oscillation du cylindre ou du faisceau de cylaxlr

X Accélération du cylindre ou du faisceau de cylindres

Piiss Puissance dissipée
R Ratio entre la vitesse latérale et la vitesse axiale poussarablage R = A2x f /U

f Fréguence d’oscillation du cylindre ou du faisceau de dyés en eau
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NOMENCLATURE

Fréquence d'oscillation du cylindre ou du faisceau de dyés en air
Coefficient de friction a la paroi

Nombre de cylindres dans le faisceau

Pression de référence a I'entrée de la veine d’essai

Angle d'inclinaison du cylindre ou angle de la vitesse Iireéatvec I'axe du cylindre

o = atan(X /U)

Angle maximal de la vitesse relative avec I'axe du faiscemuydindresw, ., = atan(R)
Taux d’amortissement

Viscosité dynamique du fluide

Viscosité cinématique du fluide

Masse volumique du fluide

Angle azimutal

\orticité dans la direction:



Introduction

des assemblages combustibles en cas de séisrhelf].

Zonage sismique de la France établio en 1991 i d © en vigueur depuis lo 1or mai 2011

» R
I AT Zones de sismicité .
B ' Zonage "risque narmal” (1985) W 1 (trés faible) #
s = 2 (faible)
L o =3 (modérée}
[ ‘ == 4 (moyenne)
e ® _ A1 = 5 (forte)

sismique ayant abouti & une neugatte du risque sismique en 2011

(figure 1), ED i ifier les marges de tenue au séismeeslénstallations. D’un point de vue
pratique, I'ex e est déterminée par destsge d’'accélération au sol déduits d’'accéléro-
es de plancher pour I'accélératitmdalie des batiments. Des normes de sécurité

r exemple, celles données par la conamisacléaire des standards de sécurité KTA
Ausschuss34], qui recense les exigences et les recommandations poatdel cle
des composants des centrales nucléan®s.urotel calcul, 'amortissement et la duc-

Fig. de la carte de risque sismique entre 1991 et 2011.

Suite a une

tenue au

1



2 INTRODUCTION

tilité de I'équipement sont des données importantes auselsast moyennes fréquences. En particulier,
I'amortissement diminue la valeur maximale de I'accélératians les spectres d’accélératids][et sa
connaissance précise est donc de premiére importance.l®présente thése, on s'intéresse a I'amor-
tissement fluide sur le composant assemblage combustilglenglitions accidentelles sous séisme.

Un assemblage combustible est un réseau confir debes guides et dé7 x 17 crayons com-
bustibles contenant des pastilles d’'oxyde d’uranium. ltagans combustibles ont un diamétreddam
et 'espace entre les crayons dans I'assemblage e3tnden. Les assemblages combustibles sont des
structures élancées (figure 2a) : leur hauteur totale esvidom 4.5 m. Les crayons sont maintenus par
des grilles munies d'ailettes de mixage servant a augméétiiange de chaleur entre les crayons et le
fluide caloporteur, dans ce cas de I'eau liquide. Les assggablcombustibles sont soumis, dans le coeur
des réacteurs de centrales nucléaires de type REP (RéadtaurPressurisée), a un écoulement axial, le
long des crayons, qui sert a transférer la chaleur des csag@mbustibles. Le coeur d'un réacteur REP
(figure 2b) contientl57 assemblages pour un réact®i0 MW, 193 pour un1300 MW, 205 pour un
1400 MW et 241 pour un1650 MW (EPR).

—Couvercle
de la cuve

ol

Entrée
eau primaire

Sortie
eau primaire

Ceeur

ﬂ ~—Cuve du
réacteur

(a) Assemblage combustible, vue (b) Coupe d'un réacteur a eau pres-
de dessous. surisée.

Fig. 2 —Faisceau de cylindres en écoulement axial : assemblageustiilb dans le cceur d’'une cen-
trale nucléaire.

Les calculs de dimensionnement au séisme en France métagpokont réalisés avec des accélé-
rations au sol variant enti@1 et 0.3 fois I'accélération de la pesanteur. L'accélération degctiires
est généralement amplifiée d’'un fact@uou 3. En conséquence des accélérations subies par la cuve du
réacteur, les assemblages oscillent a des amplitudesmaalier jusqu’a quelques diamétres de crayons
et jusqu’'a des fréquences 2@ Hz. Il est possible de calculer I'ordre de grandeurRle- % qui re-
présente le ratio entre la vitesse d’oscillation latéraléassemblage’ ~ A27 f et la vitesse de I'écou-
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lement axialU. On évalue son ordre de grandeur sur la base d’'une amplitadeilthtion A = 0.02 m

de I'ordre de deux diamétres de crayons, d'une vitesse diéosmnt axiall = 5 m.s™! et de fréquences
d’'oscillation de2 et6 Hz correspondant aux fréquences de résonance des dewemenudes d’'oscil-
lation d’'un assemblage en edli’]. On obtient ainsiR ~ 5% pour le mode 1 & Hz etR ~ 15% pour

le mode2 a6 Hz. On donne également le nombre de Reynolds d¥igl = % basé sur la largeur de
lame fluide entre deux assemblades ~ 6 mm et la vitesse de I'écoulement axial dans les conditions
réelles de fonctionnement d'un coeur REP, avec des corslitlerpression &50 bar et de température
a300°C. Dans ces conditions, la viscosité cinématique de I'eativa= 1.3 10~7 m?.s~!. Le nombre

de Reynolds axial pour I'assemblage est aiRsj, ~ 2.3 10°. On peut conclure des valeurs des deux
parameétreR et Re que I'écoulement autour d’'un assemblage sous séisme gztit®Euasi-axial et a
trés grand nombre de Reynolds.

Cette thése débute par I'étude de I'amortissement fluide gaé I'écoulement axial sur un objet le
plus simple possible mais représentatif : un cylindre ggidcillant latéralement en écoulement axial.
Les résultats obtenus sur ce cas fondamental permettrenbairme compréhension des phénoménes
physiques a l'origine de I'amortissement et serviront @térprétation de configurations plus complexes
comme celle d’'un faisceau confiné de cylindres oscillantceni@ment axial.

Anguiliform  Subcarangiform  carangiform Thunniform
1.8L/s 1.6L/s 1.8L/s 1.8l

0.26 sec 0.27 sec 0.22 sec 0.22 sec

(a) Propulsion des animaux marins longs comme les(b) Cylindres flexibles en écoulement axial, second modeodie fl
anguilles ou certaines especes de poissons (Lauder tement (Paidoussig§]).

& Tytell [ 36]).

Fig. 3 —Exemples de corps cylindriques flexibles oscillants.

Dans la littérature, les cylindres oscillant en écoulensaidl a basse fréquence ont été majoritaire-
ment étudiés avec une approche quasi-statique. Par changedmréférentiel, un cylindre oscillant en
écoulement axial est équivalent a un cylindre soumis a unléemnt oblique d’inclinaison variant avec
le temps. Le cas statiqgue équivalent est alors celui d’'uimdsg en écoulement oblique de vitesse et
d’inclinaison constantes. Les premiers travaux réalisésles cylindres en écoulement oblique ont été
appliqués a la détermination des forces aérodynamiquesrgant sur des cables tendus (Relf & Powell
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[59)). Les résultats ont ensuite été directement utilisés paoalyse de la propulsion des animaux ma-
rins longs (figure 3a), en considérant la force s’exercantisa section de I'animal comme équivalente a
celle s’exercant sur un long cylindre de méme diamétre, darécoulement de méme vitesse et incliné
du méme angle. Des modeéles de force plus récé&fisopt été appliqués avec le méme principe pour
décrire le flottement de cylindres flexibles dans un écoultrmeial (figure 3b).

La connaissance des forces d’amortissement sur des @giraBcillant en écoulement axial ou
oblique est également cruciale dans I'industrie offshong pstimer le niveau de sollicitations des cables,
risers ou streamers. Les risers servent a transporterri@eéu sous-sol aux plate-formes pétroliéres a
la surface (figure 4a). lls sont soumis a des écoulementefl@ixternes et internes ainsi qu'a des oscilla-
tions basse fréquence, inférieurds@Hz, engendrées par la houle qui met en mouvement la plateefor
A I'approche du fond marin, la courbure du riser est plus ingue et I'écoulement dans le référentiel
du riser est oblique voire quasi-axial. D’autres objetssdandustrie offshore sont soumis a des écoule-
ments obliques : les streamers. Les steamers sont des déli3i@éd0 m a8000 m de long auxquels sont
fixés des hydrophones (figure 4b). Il servent de réceptemssdmla recherche de réservoirs de pétrole
en eau par détection sismique. Les streamers étant tragtés pavire, ils sont soumis a un écoulement
principalement axial ou quasi-axial.

(a) Risers. (b) Streamers.

Fig. 4 —Risers et streamers dans l'industrie offshore.

A I'échelle de I'assemblage, on s’intéresse aux faiblegwal du ratioR. Ceci reste également
valable a I'échelle du crayon combustible. Le cas du cyémsn confiné oscillant en écoulement axial
doit étre étudié dans la gamme des faibles vitesses datsoill comparées a la vitesse d’écoulement, ce
qui revient, en statique, a ne considérer que les faibldésaisons. Un ratioR < 15% équivaut ainsi en
statiqgue a un angle d’'inclinaison du cylindre< 8.5°.

Plan de la these

Lathése est divisée en deux grandes parties : la premi&a disterminer une loi expérimentale pour
I'amortissement d’un cylindre non confiné oscillant en dement axial avec des approches dynamique
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et quasi-statique, et la deuxiéme a pour objectif I'évaduade la force d’amortissement pour un faisceau
de cylindres confiné oscillant en écoulement axial.

Sur le cas du cylindre unique oscillant en écoulement aoadiéfinit, dans le premier chapitre, le sys-
téme étudié en dynamique et I'approche quasi-statiqueigssdJne revue bibliographique des modéles
d’amortissement existants est effectuée. Les deuxiemmisteime chapitres sont consacrés a I'étude
expérimentale de 'amortissement avec des approchesctegpeent quasi-statique et dynamique. Les
résultats expérimentaux donnés par les deux approchesemmarés et une loi expérimentale pour
I'amortissement est proposée. Dans le quatrieme chagésesimulations numériques sont réalisées sur
le cas statique du cylindre incliné. Les résultats sont @égpaux résultats expérimentaux du deuxieme
chapitre. Les simulations permettent d’avoir des donnégsression et vitesse sur tout le domaine, ce
qui apporte un complément d’information aux résultats grpgntaux. On peut alors étudier la variation
du champ de vitesse et des forces de pression le long du i&ylind

Dans la deuxieme partie, I'influence du confinement des dsdim est caractérisée a travers I'étude
des forces d’amortissement pour un faisceau de cylindres. dynthése des résultats de la littérature
sur les forces fluides s’exercant sur un faisceau oscillaréowulement axial est réalisée dans le cin-
quieme chapitre. Dans le sixiéme chapitre, le montage awpéatal permettant de faire osciller a basses
fréquences un faisceau rectangulaire4decylindres dans un écoulement axial d’eau est présenté. Les
forces de masse ajoutée et d’'amortissement sont caréegién fonction de la vitesse de I'écoulement
axial et I'effet du confinement est discuté.

En conclusion, les résultats obtenus pour 'amortissesaries cas du cylindre unique et du faisceau
de cylindres sont résumés et des perspectives d'étudesimagpéales et numériques offertes par ces
travaux, notamment sur les effets du confinement pour ledaisde cylindres, sont proposées.

Les chapitre®, 3 et4 ont fait I'objet d’'un papier soumis dournal of Fluid Mechanics
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Premiere partie

Etude d’'un cylindre oscillant dans un
écoulement axial non confiné






Chapitre 1

Modeles d’amortissement pour un
cylindre oscillant en écoulement axial

Ce chapitre introduit le probleme général étudié dans Imjgne partie de la thése. Il s'agit de ca-
ractériser la force d’'amortissement s’exercant sur umdydi oscillant latéralement en écoulement axial.
Cette force correspond a la force dissipative dans la dreciormale, c’est-a-dire dans la direction de
I'oscillation. L'amortissement peut étre caractérisé gnainique, c’est-a-dire en mesurant la force de
dissipation s’exercant sur le cylindre oscillant ou par approche quasi-statique. Dans ce dernier cas,
identifier les forces s’exergant sur un cylindre oscillamtéeoulement axial revient a étudier les forces
s’exercant sur un cylindre immobile incliné dans un écoeleinLa connaissance de la force normale
s’exercant sur un cylindre fixe et incliné permet alors demginer 'amortissement d’un cylindre oscil-
lant en écoulement axial.

Le probléeme dynamique est tout d’abord décrit et I'approghasi-statique traditionnellement uti-
lisée pour déterminer 'amortissement est détaillée. Laxidene partie est consacrée a un état de l'art
des modéles statiques de force normale. On distingue leesagrdnds angles d’inclinaison, qui cor-
respondent en dynamique au cas des grands ratios viteésaldat vitesse axiale, des faibles angles
d’inclinaison ou I'écoulement est toujours quasi-axiah &nclusion de ce chapitre, la problématique
autour la configuration guasi-axiale est affinée.
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1.1. APPROCHES DYNAMIQUE ET QUASI-STATIQUE 11

Fn
Uam’al .
€y X = —Awsin(wt)
c Fluide
T

€, (p7 V)

Fig. 1.1 —Cylindre oscillant en écoulement axial : Schéma du systémetations.

1.1 Approches dynamique et quasi-statique

1.1.1 Formulation générale du probleme dynamique

Le probléme dynamique est présenté en figure 1.1. Un cyluhelfengueur finid. et de diamétreD
est placé dans un écoulement de vitd$sg,; et de méme direction que I'axe du cylindre. Les extrémités
du cylindre sont profilées afin de réduire leur influence ssirelorts fluides globaux s’exergant sur le
cylindre. Le cylindre oscille latéralement dans une dicecbrthogonale & son axe et sa viteséeest
une sinusoide d’amplitudé et de fréquence :

X = —Awsin(wt), olw = 21 f (1.1)

La masse volumique et la viscosité cinématique du fluide sotétes respectivemeptet v. Le milieu
est infini : on est dans une configuration ou le cylindre n’'est gonfiné.

Trois nombres adimensionnels permettent de caractéeg@obléme : un nombre de Reynol&s
basé sur le diamétre du cylindie et la vitesse axiale de I'écoulemetit,,;.;, I'inverse de la vitesse
réduiteR qui est égal au rapport des vitesses latéRalet axialel/,,;.;, et le rapport d’aspect du cylindre

Ladim :
Re = %
R = &1 (1.2)
Ladim = %

Le nombre de Reynolds peut étre vu comme le rapport entreotess d’inertiepDU? et les forces
visqueuses prU. Le rapport de vitess&, commenté en détail dans le paragraphe 1.1.2, est pour les
petites valeurs® << 1) assimilable & un angle instantané. L'écoulement axiabihg Idu cylindre
crée d’emblée un probléme tridimensionnel. Le rapportpkatL g, rend compte de l'influence des
extrémités du cylindre. Dans les expériences et simulstimmeériques réalisées dans cette thése, la
gamme de nombre de Reynolds €310 < Re < 35000, le rapport de vitesse eRt < 0.35 et le rapport
d'aspectl5 < Lggim < 75.
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—_ X

€y l"‘(u'/n/
e, Fluide

€, (p7 V)

Fig. 1.2 —Schéma du probléme statique et notations.

Dans I'étude du cylindre oscillant, la force d’amortissetest I'unique force dissipant de I'énergie.
La puissance moyenne dissipéeP,;,, > pendant une période d’oscillation du cylindFes’écrit :

1 (T 1 /T )
; = — F. dt = = FyXdt 1.3
< szss > T /0 ‘/cyl T /0 N ; ( )

ou F est la force exercée par le fluide sur le cylindrd/gj; est la vitesse du cylindre dans la direction
des oscillations. La puissance instantanée étant le frecalaire entre la force et la vitesse du cylindre,
elle dépend uniquement de la force dans la direction deflatgmis Fy (figure 1.1). Par conséquent,
seule la connaissance de la force nornfaleest nécessaire pour déterminer I'amortissement.

1.1.2 Approche quasi-statique

En effectuant un changement de référentiel, un cylindrélast latéralement & la vitess& est
équivalent & un cylindre immobile dans un écoulement astilé la vitesse- X. Par composition des
vitesses, le cylindre est donc placé dans un écoulementaisgiégale a la somme des vitesses axiale et
latérale, de norm#&, et incliné d’'un anglex par rapport a son axe, tel que :

U = UppiatV1+R?%2 = Upgiatr/1 + ( UiX )2

axial
—X

Uazial

(1.4)

a = arctan (R) = arctan(

Le probleme du cylindre oscillant présenté en figure 1.1 est @&quivalent au probleme d’un cylindre
en écoulement oblique présenté en figure 1.2, avec un angimhison dépendant du temps.

Lorsque la vitesse de la structure est trés faible devanitdase des particules fluides, il est pos-
sible de faire une hypothése quasi-statique. Cela revéemtpasses fréquences a considérer la vitesse
du cylindre comme constante. Par changement de référemigissimile donc le probléme du cylindre
oscillant en écoulement axial au probléme statique éqrivat’est-a-dire celui d’un cylindre en écou-
lement stationnaire oblique. On définit dans le cas statigsidorces normald’y, de portancely, et
de trainéel’p, respectivement dans les directions normale a I'axe dudrdi normale a la vitesse de
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I'écoulement et dans la direction de I'écoulement (figu®.1La force normale est reliée aux forces de
portance et de trainée par I'équation 1.5.

Fn = Frcosa+ Fpsina (1.5)

On définit également les coefficients de force normale, deefde portance et de trainée associés aux
forces de méme nom :
i:m, aveci=N,LouD (1.6)
En pratique, pour déterminer la force d’amortissement parapproche quasi-statique, on mesure
la force normale sur un cylindre incliné pour différents lesgy et différentes vitesses incident&s
On en déduit un modeéle de force d’amortissemggit* qui dépend de deux paramétrel eta. Les
valeurs de ces deux paramétres sont calculées a partirtdsses latéral& et axialeU & chaque instant
de l'oscillation (équation 1.4) et sont les parameétres tendu modeéle statique pour calculer la force
dynamique a l'instant :
FRP(t) = FR™(U(t), (1)) (1.7

L'approche quasi-statique est classiquement utilisée géterminer la force d’amortissement d’un cy-
lindre oscillant en écoulement axial. Le paragraphe stiipegsente les modéles statiques de référence
pour déterminer I'amortissement d’un cylindre oscillantéeoulement axial.

1.2 Forces normales s’exercant sur un cylindre oscillant

1.2.1 Décomposition de la force normale : forces d’inertietad’amortissement

L'étude de la force normale s'exercant sur un cylindre tatilen écoulement axial s’inspire des
travaux effectués sur le cas du cylindre oscillant dans udeflau repos. Morisordp] propose une
décomposition de la force normale en deux termes : un terndésdipation (ou d’amortissemenk)ss
et un terme inertieFi**" (équation 1.8).

Ey(t) = Fy'" + Fy™ (1.8)

Plus précisément, dans la décomposition proposée pardiotesterme inertiel est assimilé a une masse
ajoutée, en phase avec I'accélération et pouvant étreléalen considérant I'’écoulement comme poten-
tiel, et le terme de dissipation ou d’amortissement cooedm la trainée du cylindre dans le cas limite
ou la vitesse du cylindre est constante. En pratique, on reitise pas toujours dans une gamme de
parameétres ou les coefficients d'inertie et d’amortisséraent connus. Ceux-ci sont alors calculés par
identification des termes de la force normale respectiveeephase avec I'accélération du cylindre et
en phase avec la vitesse d’oscillation au carré.

Lighthill [ 37] formule I'hypothése que le terme d’inertie correspond eune de la masse ajoutée
potentielle, qui peut donc étre calculé en considérant walément potentiel autour du cylindre. Un
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seul paramétre, 'amortissement, reste a déterminer gpment. Sarpkays6B] montre néanmoins
que le terme d'inertie ajoutée peut dépendre de I'amplietd#e la fréquence d'oscillation ainsi que de
la rugosité du cylindre.

Le méme type de décomposition est utilisé dans le cas d'undrgl en écoulement axial. Avec une
approche potentielle, I'écoulement axial de vitegsg;,; ne modifie pas la masse ajoutée : le terme
asymptotique d'inertie est donc le méme que dans le cas thdoyloscillant dans un fluide au repos.
Le terme d’amortissement asymptotique, dans le cas liniite eitesse du cylindré& est stationnaire,
dépend de la vitesse de I'écoulement axial. Il estimpodamtoter que le terme d’amortissement asymp-
totique correspond au cas statique présenté dans le painagtal.2 sur I'approche quasi-statique et est
donc égal a la force normalEs® (U (t), a(t)) s'exercant sur un cylindre incliné d'un angledans
un écoulement de vites€é. L'équation 1.9 résume la décomposition choisie dans ledtas cylindre
oscillant en écoulement axial :

prLD? ¢ v OFSNUE),at) (1.9)

Fn(t) = —-C,

—_—— ) .
terme d'inertie terme d’amortissement

ouC, estle coefficient de masse ajoutée dans le terme d’'inedoptionnel a I'accélération du cylindre
X et caractérise la résistance du fluiég [

Les paragraphes 1.2.2 et 1.2.3 présentent deux modéleptasigmes de force d’amortissement
F§lat(U(t), a(t)) obtenus en considérant le cas statique d’un cylindre iéclin

1.2.2 Cylindre a grand angle d’attaque : principe d’'indéperdance

On considére le cas d’'un cylindre incliné d’un anglalans un écoulement de vitesgeprésenté
en figure 1.2. Ao = 90°, le cylindre est en écoulement transverse et & 0° en écoulement axial.
Relf and Powell $9] ont été les premiers & mesurer des forces fluides sur deslosdi inclinés dans un
écoulement, pour des inclinaisonsentre0® et 90° par pas dd0°. Le coefficient de force normaléyy,
mesuré en fonction de l'inclinaison, est tracée en figure 1.3
Les points expérimentaux de Relf & Powell sont proportidarael sinus carré de I'angle d'inclinaison
et suivent ainsi la IoCx (a) = C%=9 sin? o, avecC%=9" le coefficient de trainée du cylindre en
écoulement transverse. Ce résultat est appelé principdéliendance, car il revient a ne considérer
gue la composante normale a I'axe du cylindfein « comme vitesse de référence dans le calcul du
coefficient de force normale. La force fluide s’exercant surcylindre incliné d’'un anglex dans un
écoulement de vites€é est alors la méme que celle qui s’exerce sur un cylindre eméueent transverse
de vitessdJ sin « (figure 1.4).

Jones B2] et Sears 5] ont apporté une justification théorique au principe d’ipelddance dont les
détails sont donnés en annexe A. lls ont montré qu’en re¢tiesrtermes négligeables, les équations de
couche limite devenaient identiques a celles que I'on apir un cylindre en écoulement transverse
avec une vitesse d'écoulement égale a la composante traaslesla vitesse incidente dans le cas oblique
U sin . La question de la trainée d'un cylindre en écoulement werse étant largement documentée
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Fig. 1.3 —(—) Principe d’indépendand@y (o) = C%="" sin? « et (o) résultats expérimentaux de
Relf & Powell.

AT sm(\

Fig. 1.4 —Principe d’indépendance : équivalence entre le systémstitaé par un cylindre incliné
d’un anglea: par rapport a I'écoulement de vitedseet celui constitué par un cylindre en
écoulement transverse de vitegsgn «.

dans la littératureg4, 81], le principe d’indépendance permet de déterminer la foaenale dans une
large gamme d’angles d’inclinaison et de nombres de Regnold

Par projection de la force normal€y prédite par le principe d'indépendance dans les directions
respectivement paralléle et orthogonale a I'’écoulemeen etégligeant la force longitudinale le long du
cylindre, on peut obtenir les expression des forces deéedily et de portance;, s'exercant sur un
cylindre incliné. Hoernerd1] donne ainsi les expressions des coefficients de tre(ﬂj?éet de portance
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U sin a

Ucosa @ %
>

section du cylindre

Fig. 1.5 —Notations pour les distributions de coefficient de pressig{®) sur une section de cylindre,
avect I'angle azimutal.

ind -
Cind ;

{C%‘d = C% 9 sin? o (1.10)

: oo
cird - = 0999 gin? o cos

Il montre que selon le principe d’'indépendance la force déapoe est supérieure a la force de trainée
jusqu'a4s®.

Toutefois, il existe des limites au principe d'indépendaque souligne Zdravkovicl8f] : le principe
d’'indépendance n’'est plus valable au-dela du point de a@épar il ne peut servir a prédire le point
de séparation et le sillage du cylindre incliné peut étre tiiéférent de son équivalent en écoulement
transverse, hotamment en ce qui concerne la fréquencealehdétent tourbillonnaire. En effet, d’'aprés
la théorie du principe d'indépendance, la force normalesrégalement la distribution de pression autour
du cylindre sont proportionnelles au sinus carré de l'amtjieclinaison. La distribution de pression
autour d’'un cylindre incliné est donc la méme que celle d'ylindre en écoulement transverse, au
facteur d’échelle pres. Pour les distributions de presardéfinit le coefficient de pressia, (6) sur
une section de cylindre :

C,(0) = % (1.11)
ou py est une pression de référenéé la vitesse incidentep(#) la pression en paroi du cylindre a la
coordonnée azimutatedéfinit en figure 1.5. Le principe d’indépendance pour laithistion de pression
sur une section de cylindre s’écrit donc :

Cy(0) = Co=°(9) sin® o, (1.12)

avecCg‘Zgoo la distribution de pression d’un cylindre en écoulememdvarse. Smittet al. [68] ont

montré que si le principe d’'indépendance est toujours eéa¥iant le point de séparation, il ne peut
décrire la pression de base qui dépend de 'angle d’indomaile principe d’'indépendance s’applique
donc uniquement dans la zone ou sa justification théoriqueatable. La figure 1.6 illustre ce phé-
nomene : les distributions de pression expérimentales déh®inal. sont normalisées par la vitesse
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normale, ce qui permettrait de retrouver directement faildigion de pression en écoulement transverse
si le principe d'indépendance s’appliquait partout. Lestriiutions de pression des cylindres inclinés
se superposent parfaitement a la distribution en écouletremsverse jusqu'd = 60° mais au-dela,

les variations de pression ainsi que les valeurs de la pres& base différent du cas transverse. Les

Fig. 1.6 —Coefficients de pressiat,,, = (p — po)/(3pU% ) normalisés par la vitesse normalg =
U sin . mesurés par Smitbt al. [68] pour différentes inclinaisona entre30° et 90° a
Rey = 2Ux = 6950.

expériences de Smitkt al. ont été réalisées a un nombre de Reynolds basé sur la viteasala
Reny = % = 6950. Bursnall et Loftin L1] ont réalisé le méme type d'expériences a nombre de

Reynolds plus élevé(0 10* < Reyn < 2.0 10°) et concluent tout comme Smith al.[68] & la validité
du principe d'indépendance uniquement avant le point daraépn.

Les conditions aux limites peuvent également modifier lagaél du cylindre. Dans le cas d'un cy-
lindre en écoulement axial, I'écoulement est tridimens@ravec le développement d’'une couche limite
le long du cylindre. 1l y a donc une influence de la pointe anoamttrairement au cas d’'un cylindre en
écoulement transverse. Dans une configuration de cylindtim&, on peut s’attendre a une influence de
la condition aux limites a I'amont du cylindre sur le sillaggamberg $7] et Hyashui 9] ont en par-
ticulier montré que le sillage pouvait étre tres différentre des conditions aux limites d’extrémités de
cylindre libres et des conditions ou les pointes sont eneastdans les parois supérieures et inférieures
pour des grands angles d'inclinaison. Un parameétre impbd@ns la description du sillage d’un cylindre
en écoulement transverse est le nombre de Straithal f D /Uy, ansverse QUi correspond & la fréquence
de détachement tourbillonnaire adimensionnée par le rappQ,...rs/D. Dans le cas transverse, cette
fréquence peut étre prédite avec, par exemple, le model@slekB p1]. En écoulement oblique, Han-
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son 8 et Van Atta [74] ont observé une influence de linclinaison sur la fréquedealétachement
tourbillonnaire, ce qui constitue une limite au principendépendance.

On ne dispose pas de données expérimentales en pressiom fok(°. Dans le paragraphe suivant,
on présente le modele de Taylor, qui a adapté le principaléfiandance aux petites inclinaisons en
prenant en compte la force de friction.

1.2.3 Cylindre faiblement incliné : modéle de Taylor

Le modeéle de force normale de TaylafZ] est le modéle d’amortissement de référence et a été
utilisé entre autres par Paidousgi§][ Triantafyllou et ChryssostomidigB], Gosselin et de Langre}]
et Singhet al.[67]. Taylor a proposé plusieurs modeles de force de frictietgrsle type de rugosité du
cylindre, mais on ne détaillera dans ce paragraphe que lelmtmplus utilisé. Celui-ci, résumé dans la
figure 1.7, ajoute a la force normale donnée par le principeldpendance la contribution de la force de
friction. En effet, aux petits angles, la force de trainéeylindre est majoritairement due a de la friction.
Taylor fait ainsi 'hypothése d'une force de trainée detinic constante (équation 1.14) et égale a celle
du cylindre a I'horizontale (équation 1.13). Il en déduittantribution de la friction a la force normale
en projetant la force de trainée dans la direction normajaagion 1.5). Ce terme de frictiofi; sin «
est linéaire avec l'inclinaison aux petites inclinaisoéguation 1.16). Aux petits angles, I'expression du

Modéle de Taylor
1. Définition du coefficient de frictiol; a partir de la force de trainée du cylindre a I'hcri-

zontale : .
O = Opla=0°) = F;Egi?:pi) (1.13)

2. Hypothése de trainée de friction constante aux petitesng
Cp(a) ~ Cf (1.14)

3. Ajout de la force de trainée projetée dans la directiomade au coefficient de force ncr-
male donné par le principe d’indépendance :

COn = Cpsina + C% sin? (1.15)
4. Aux petits anglessina ~ o :

Cn ~ Cra+ CF9 a2 (1.16)

Fig. 1.7 —Modéle de Taylor : prise en compte de la force de friction damsodéle de force normale
donné par le principe d’indépendance.

coefficient de force normale dans I'équation 1.15 se sinepdifile coefficient de force normale peut alors
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s'écrire comme la somme d'un terme de friction proportidrnéinclinaison du cylindre et un terme
de pression quadratique avec l'inclinaison. Les deux ems$sC, et C%=" sont définies comme la
trainée du cylindre respectivement a I'horizontale et emksment transverse. Pour des trés petits angles,
on peut s’attendre a ce que le terme linéaire, c’est-a-diriction soit prépondérant.

Taylor a proposé ce modéle de force de friction faute de desp&périmentales sur les forces aux
petits angles. En pratique, le modéle de Taylor (figure Is7$e@uvent modifié en prenant un coefficient
de friction différent de la valeur de la trainée du cylindréharizontale. Selon lves et Ortloff4[7], le
ratio Cf/C%ZOO peut ainsi varier entre 0.5 et 2.0 en fonction de la rugositéyindre. Dowling R3]
utilise Cf/CgZO" = 0.25 et Paidoussis0] donne une gamme de valeurs pour le coefficient de force
normaleCy : 0.005 < Cy < 0.040, soit une variation d’'un ordre de grandeur.

Un autre modéle de forces de trainée semi-empirique a épogEopar Taylor{2] et concerne
les inclinaisons supérieures1@°. Une démonstration de ce modéle a été apportée par Ehredstei
Eloy [24]. Ce modéle ne sera pas utilisé dans le cadre de cette thése'intéresse en effet qu’aux
faibles inclinaisons pour lesquelles ce deuxiéme modéteadieée de Taylor ne s’applique pas.

Les seules mesures de forces réalisées aux petits angtesBes d’Ersdal et Faltinser2$] qui ont
mesuré la force normale s’exercant sur un cylindre rigidding tracté dans un canal d’eau a vitesse
constante. Leurs résultats sont présentés en figure 1.8. Qefficient de force normale est quadra-
tique avec I'angle d’inclinaison pour > 5°, ce qui est conforme au principe d’'indépendance, pour
les inclinaisons inférieures, Ersdal et Faltinsen obs#ruee linéarité du coefficient de force normale
(figure 1.8b) dont la valeur de la pente est trop élevée paerudtiguement due a la friction. Ersdal
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0.15} ° 1 0.02k
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a () a(%)

(a) Coefficient de force normale en fonction de l'inclinai- (b) Zoom de la figure (a) pour les petites inclinaisons.
son du cylindre.

Fig. 1.8 —Coefficient de force normale mesuré par Ersdal et Faltin88hgour L/D = 39.2. (—)
Principe d’indépendanceCy (o) = C5=" sin? a, (o) U = 1 m/s (Re = 51000) et ()
U = 2.5 m/s (Re = 128000). (e) Résultats de Relf et Powell.

et Faltinsen ont également comparé les forces estimée&pprdche quasi-statique a celles mesurées
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directement sur un cylindre oscillant en appliquant le giga d’indépendance seul ou en prenant en
compte la linéarité de la force normale aux petits anglaserl ont conclu que la prise en compte de
la linéarité aux petits angles avec la pente mesurée daegpesiences statiques permet d'améliorer la
prédiction de la force d’amortissement dynamique.

1.3 Conclusion

L'étude des forces fluides s’exercant sur un cylindre aatilen écoulement axial est liée a des pro-
blématiques d’interaction fluide-structure comme la darégation des forces d’amortissement s’exer-
¢ant sur des risers ou streamers en industrie offshore oasgesnblages combustibles dans l'industrie
nucléaire. Pour ce dernier cas, on s'intéresse a de failitessgs d'oscillation comparées a la vitesse de
I'écoulement axial.

La structure oscillant latéralement, 'amortissementlési la force fluide dissipative s’exercant dans
la direction normale a I'axe du cylindre, c’est-a-dire dendirection des oscillations. On s'intéresse donc
exclusivement a la force normale. Les modéles d’amortiss¢existant sont tous basés sur une approche
guasi-statique : a chaque instant, la force d’amortisseestrégale a la force normale s’exergant sur un
cylindre incliné d’un anglex dans écoulement de vitesBe Pour les petits angles, I'angle d'inclinaison
est égal au ratio entre la vitesse latérale d’oscillaticmathntt et la vitesse de I'écoulement axiak :~
—X/U, et la vitesse de I'écoulement oblique est égale a la vidsd&coulement axial U ~ Upziq-

Le modeéle d'amortissement de référence est le modéle derTagksé sur le principe d’'indépendance
avec l'ajout d'une contribution de la friction. Le principBindépendance qui a été a la fois observé
expérimentalement et justifié théoriquement stipule quéeda composante de vitesse dans la direction
normale est al'origine de la force normale. La force norns&gercant sur un cylindre incliné d’'un angle
« dans un écoulement de vitesGeest donc égale a celle qui s’exerce sur un cylindre en écauem
transverse de vitesdg sin «. Des mesures de force normale pour des inclinaisons supgsié10°
confirment ce résultat ; en revanche il n'existe pas de denagpérimentales a des angles inférieurs.
Aux petits angles, Taylor suppose une contribution de leefate friction a la force normale. Il crée un
modele simple de force de friction ou le coefficient de fantest évalué a partir de la trainée du cylindre a
I'horizontale. La friction rajoute une contribution, liaie en inclinaison, au coefficient de force normale
du principe d’indépendance, qui est quadratique en instima Selon le modeéle de Taylor, les forces de
friction prédominent donc aux petits angles.

Le manque de données aux faibles inclinaisons ne permetneagalidation compléte du modeéle
de Taylor. Il est d'ailleurs fréquent que ce modéle soitiséilavec des valeurs de coefficient de friction
supérieures ou inférieures d'un fact@u celles mesurées sur le cylindre a I'horizontale. Les éxpées
d’Ersdal et Faltinsen ont de plus montré que si le coeffialerfbrce normale était effectivement linéaire
aux faibles angles, sa pente était trop élevée pour quedaritd soit uniquement créée par une force de
friction. Il est donc crucial de déterminer 'origine de ladarité avec I'angle de la force normale aux
faibles inclinaisons afin d’apporter un modéle compléternvahdé d’amortissement dans cette gamme
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d’inclinaisons.

Afin de déterminer 'amortissement d’un cylindre oscillarfaible amplitude, on se propose dans un
premier temps d’effectuer une étude expérimentale baséesumesures de forces normales sur un cy-
lindre fixe incliné a de faibles inclinaisons. Des mesurestdamps de vitesse et de pression permettront
de discuter de I'origine de la linéarité de la force. La visdidle I'approche quasi-statique sera égale-
ment étudiée a travers la comparaison des forces d’anmartesst quasi-statiques avec celles mesurées
directement sur une expérience dynamique.
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Chapitre 2

Cylindre statiqgue en écoulement
guasi-axial

Les modéles d’amortissement de la littérature présentésldahapitre précédent sont basés sur une
approche quasi-statique. Aux basses fréquences d'aixillda force d’amortissement s’exercant sur un
cylindre en écoulement axial est égale a la force normales;ant sur un cylindre incliné par rapport a
I'écoulement incident. Dans le cadre de la thése, on sé@sg& exclusivement en dynamique aux faibles
ratios R entre la vitesse d’'oscillation et la vitesse d’écoulemediglal’équivalent en statique de ce
probléme est la caractérisation de la force normale aulefaibclinaisons.

Dans les travaux présentés dans ce chapitre, on souhageidamemier temps vérifier la validité du
modeéle statique de Taylor aux petites inclinaisons. A det,ebn réalise des expériences sur différents
montages permettant de mesurer les forces fluides, lapnedsta paroi du cylindre, et les vitesses autour
du cylindre. Une loi pour 'amortissement, basée sur dadtads expérimentaux, est ensuite développée.
Le modéle de Taylor prend en compte la force de friction peardetites inclinaisons et ne considere
que la composante de portance donnée par le principe damdiémce. Le modéle de Taylor sera alors
discuté a la lumiére des mesures de forces réalisées damspi@sences de ce chapitre. L'écoulement
autour du cylindre faiblement incliné sera également cagpa’écoulement autour d’'un cylindre en
écoulement transverse.
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2.1 Montage expérimental

2.1.1 Géométrie

Les expériences sont réalisées dans la soufflerie EiffelEd¢STA. Lintensité turbulente est de
moins de0.3% et 'homogénéité en vitesse dans la section d’essddfenm x 400 mm de0.4%. La
veine d’essais est longue de& m. Les cylindres placés dans la veine ont un diam&tre- 20 mm et
leurs extrémités sont des pointes coniques d’angle vaiaft. Dans le but de faire varier le rapport
d'aspect du cylindre, des cylindres de différentes longaidu= 0.3 m, L = 0.6 m, L = 1.2 m et
L = 1.5 m pointes comprises sont utilisés. La vitesse de référeesexpériences est = 18.5 m/s et
le nombre de ReynoldBe = DU /v correspondant €gal&000. Trois montages différents ont été mis
en place pour maintenir le cylindre en fonction des mesuréaléer et sont présentés dans les sections
suivantes. Le premier montage permet de mesurer simulemdes forces de portance et de trainée, le
deuxiéme est utilisé pour mesurer la force de portance avegande précision et le troisieme sert a la
fois a mesurer la pression a la paroi du cylindre et a mesesesitesses d’écoulement autour du cylindre
par vélocimétrie par images de particules et au fil chaud.

2.1.2 Mesures de forces

wind tunnel ceilini wind tunnel ceilin;

blowing section of the wind tunnel

® Y,

cylinder

cylinder

. |
foil foil B 1 wind tunnel floor

wind tunnel floor

2D scale ) 2D scale
y
YT x Zx X

z

(a) Vue de face. (b) Vue de coté.

Fig. 2.1 —Schéma du montage utilisé pour la mesure simultanée dessfdectrainée et de portance a
l'aide d’une balance bidimensionnelle.

Deux montages différents ont été utilisés pour mesurerdiee$ fluides s’exercant sur un cylindre
incliné. Des mesures simultanées de forces de portApa de trainéd’, ont été réalisées en reliant
le cylindre a une balance bidimensionnelle qui mesure sanément les efforts dans des directions
normales et longitudinales par rapport a I'axe du cylindiee cylindre est solidaire d’un profil NACA
0010 fixé a la balance bidimensionnelle, comme décrit en figurel profil NACA (figure 2.2) permet
de réduire les efforts aérodynamiques sur la partie dumsgstie maintien présent dans la veine d’essais.
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Fig. 2.2 —Photo du cylindre dans la soufflerie pour le montage utilisérpa mesure simultanée des
forces de trainée et de portance a l'aide d’une balance bitbiannelle pour lequel le cy-
lindre est maintenu par un profil NACA.

La résolution de la balance bidimensionnelle est de 0.4 goeiamce e0.6 g en trainée. La balance a
une plate forme rotative motorisée permettant de régleirsmimaison et ainsi I'inclinaison du cylindre
avec une précision d&2°. Les forces sont mesurées pendant une durée@s et avec une fréquence
d’échantillonage dd00 Hz; les signaux sont ensuite moyennés. Avant chaque masurgignal de
référence sans écoulement est mesuré et les valeurs meygendorces mesurées sont soustraites a
celles mesurées avec I'écoulement. La force aérodynardiggiau profil NACA a I'horizontale, mesurée
en enlevant le cylindre, est également soustraite. Cetteatn est dev 0.5 g pour la trainée et de

~ —2.0 g pour la portance.

Dans le but d’améliorer la précision des mesures de forceodane et pour éviter la création de
portance par le profil NACA qui peut dégrader les mesures atitsgangles, un nouveau montage, dans
lequel le cylindre est maintenu par un cadre, a été créé. Pamsontage, présenté en figure 2.3, le
cadre est reli&ia un goniométre a une balance de précision mesurant uniqudanfamce de portance
avec une précision de&0.01 g. Le goniometre permet de régler l'inclinaisor0a° prés. Les barres
verticales du cadre sont situées en dehors de la sectiogad’@éigure 2.3a) et n'interférent donc pas
avec I'écoulement. La barre horizontale du cadre est un pgindre de5 mm de diameétre et ne crée
gu’'une force de trainée supplémentaire. De la méme manigrgour les mesures effectuées avec la
balance bidimensionnelle, une mesure de force correspamdségnal de force dé20 s moyenné. La
fréquence d’échantillonage est ici d800 Hz. Une mesure sans écoulement ainsi qu’une mesure du
cadre en écoulement sans le cylindre sont effectuées stvalegurs moyennes soustraites a la valeur
moyenne obtenue pour le montage complet en écoulementgBeivibrations du cylindre dégradent
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Fig. 2.3 —Schéma du montage utilisé pour les mesures de la force dengeré I'aide d’une balance
de précision.

la précision de la balance qui passe alofisi& g.
Les coefficients de force normale, portance et trainée sdotlés a partir des forces mesurées en
utilisant la définition donnée en équation (1.6).

2.1.3 Mesures de pressions

Un troisieme montage, présenté en figure 2.4, a été créé d@erdans la soufflerie pour mesurer
des distributions de pressid@r,(¢) sur un contour du cylindre. Un cylindre creux est fixé par yspsut
qui permet de régler I'angle d’inclinaisam et I'angle de rotatiory défini en figure 1.5. La pression
est mesurée par un trou @8 mm percé dans le cylindre a une distance= 0.46 m de la pointe
amont. La pression de référenggest prise dans I'écoulement a I'entrée de la section d’essatube
de Pitot, placé en amont du cylindre, mesure la pressionndigne avec laquelle est calculée la vitesse
U de I'écoulement. Toutes les prises de pression sont cadgmeét un capteur de pression Scanivalve
DSA 3217/16px qui mesure la pression a une précisiorntdePa. Les pressions sont mesurées pendant
3 minutes a une fréquence d’acquisition &# Hz. Les signaux sont ensuite moyennés et leur écart
type est utilisé pour caractériser l'incertitude en p@ssies mesures. Le coefficient de pressiprest
calculé a partir de I'équation (1.12). Pour réaliser ledrittistions de pressiol,(#), le cylindre est
tourné autour de son axe par pasléde avec une précision d¥.

2.1.4 Mesures de vitesses

Mesures au fil chaud
Des mesures locales de vitesses sont réalisées en utiisdihthaud DANTEC (fil chaud de type
55P15, support de typ&5H22). Le fil chaud est connecté a une unité de mesure par anénemadilr
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Fig. 2.4 —Schéma du montage utilisé pour les mesures de pressiontedsesiocales a I'aide d'un fil
chaud et de champs PIV.

chaudDISA55 avec un ratio de surchauffe deb. La sonde est montée sur un support robotisé placé

sur le plafond de la soufflerie permettant de déplacer laes@edpendiculairement a I'axe du cylindre
(figure 2.4). Le fil chaud est orienté de maniére a étre senaibimodule de la vitessg, dans le plan
(xp,yp). Le support robotisé permet le déplacement vertical derldespour I'acquisition de profils de
vitesse sur la partie supérieure du cylindre pggr> 0.0 a une distance = 0.5 de la pointe amont

du cylindre. La valeur moyenne de la vited$g est obtenue en moyennant les signaux de vitesse acquis
a une fréquence d'échantillonage d&Hz sur30 s. Des précisions supplémentaires sur les mesures de

vitesses par anémomeétrie a fil chaud peuvent étre trouvésd'davrage de Lomas3p].

A partir des profils de vitesse mesurés au fil chaud, on pectilesll’épaisseur de couche limidgy
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et I'épaisseur de déplacementdéfinies dans les équations (2.1) et (2.2).

d99 = Yo tel queUD(yO) = 0.99Up (2.1)
1 00

b= — | Wow ~ Up)dy 22)
Doo 40

Mesures par un systéme de PIV (Particle Image Velocimetry)

L'analyse du sillage a I'arriere du cylindre est réaliséevgdocimétrie stéréoscopique a images de
particules (SPIV). Pour plus de détails sur la méthode RI\&dteur peut se référer a I'article d’Adrian
[2]. Le systéme PIV est constitué d’'un laser DANTHGal pulse(Nd :YAG, 2 135 mJ,4 ns) et de deux
caméras CCD DANTEC (FlowSense EOMpx). Les images sont acquises a une fréquencidddz ;
et chague série d'acquisition totali$@00 paires d'images. La taille de la fenétre d’interrogatiohcdes
32 x 32 pixels, ce qui correspond a une taille physiquedex 2.4 mm et le taux de recouvrement de
25%. La stéréo-PIV permet de mesurer simultanément les targposantes de la vitesse dans le plan
de mesurdy, z), situé a la méme distance de la pointe du cylindre que la gag@ession. Les champs
de vitesse moyenne et de vorticité sont calculés a partivelgsurs valides de)00 mesures.

2.2 Forces normales s’exercant sur le cylindre

2.2.1 Forces de portance et de trainée

La force normale s’exergant sur un cylindre incliné est lms@ d’'une composante de portance et
d'une composante de trainée (équation 1.5). Les forces idanpe et de trainée ont ainsi été mesurées
par une balance bidimensionnelle dans I'expérience @éenifigure 2.1 pour des angles d’inclinaisen
entre0° et9° par pas dé).5°. La vitesse de I'écoulement incident é5t= 18.5 m/s. Les composantes
de trainée’'psina et de portanc&’;, cosy de la force normale ont été calculées a partir des mesures de
forces et sont tracées en figure 2.5. Les résultats montuenkagcontribution de la force de trainée est
proportionnelle a l'inclinaison, ce qui est conforme au #ledde Taylor (figure 1.7). Une régression
linéaire des données expérimentales donne :

Cp = 0.012 £ 0.001. (2.3)

Cette valeur de la force de trainée est en accord avec la gamradeurs donnée par Paidoussid.[La
contribution de la force de trainée a la force normale estroggnt trés faible comparée a la contribution
de la force de portance. D’autres mesures ont été réalistes \itesses d&s m/s et25 m/s et donnent
des résultats similaires. La suite de I'étude en force sere donsacrée a I'évaluation de la force de
portance puisque celle-ci est majoritairement a l'origileela force normale. A cet effet, un deuxieme
montage a été créé pour mesurer la force de portance ave@lamed de précision et est présenté en
figure 2.3. La contribution de la force de portance a la formemale évaluée avec ce nouveau montage
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Fig. 2.5 —-Composantes de portan€g cosa et de trainée’psina de la force normaFy tel que
Cn = Cprcosa + Cpsina. (¢) composante de portance mesurée avec la balance bidimen-
sionnelle,(e) composante de portance mesurée avec la balance de pregti§iorcompo-
sante de trainée mesurée avec la balance bidimensionnelle.

est tracée en rouge en figure 2.5 et est en trés bon accordemvetekures effectuées avec la balance
bidimensionnelle.

Les coefficients de portance mesurés avec la balance dsipréen fonction de l'inclinaison du cy-
lindre sont tracés en figure 2.6 et sont comparés aux coetfoik portancé*z"d donnés par le principe
d’'indépendance (équation 1.10). Tout comme dans I'expégi@avec la balance bidimensionnelle, la vi-
tesse de I'écoulement est #18.5 m/s. Les mesures mettent en évidence deux comportemeféiedts
du coefficient de portance selon la gamme d'inclinaisonrReu> 5°, le coefficient de portance varie
quadratiquement avec l'inclinaison, ce qui est prédit paprincipe d'indépendance (figure 2.6a). En
revanche, poufa| < 5°, (figure 2.6b) le coefficient de portance est linéaire avaedle d’inclinaison.

De toute évidence, le principe d’indépendance n’est pligblapour|a| < 5°.

2.2.2 Influence de la longueur du cylindre

Dans le but d’estimer I'influence des effets de bords sur léapee, les mesures de coefficient de
portance sont répétées pour quatre longueurs de cyliniles tpie L/ D = 15, 30, 60, 75 et a des
angles d’inclinaisorja| < 5°. On observe que les coefficients de portance, tracés en fgi(a), sont
toujours proportionnels a l'inclinaison du cylindre, quet soit la longueur du cylindre. La pente de la
droite a été calculée pour chaque cylindre par régressi@ailie. L'incertitude sur la pente est calculée
en prenant la différence entre les pentes maximales et miegnaes droites telles que toutes les données
expérimentales soient comprises entre ces deux droiteyperges”;, /a pour chaque longueur de cy-
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Fig. 2.6 —Coefficient de portanc€, en fonction de I'inclinaison du cylindre pourL/D = 60 et
a Re = 24000. (—) Principe d’indépendanceCi*®(a) = C%=° sin?acosa, (o) coeffi-
cients de portance mesurés avec la balance de précisjon atefficient de portance local
obtenu par intégration des distribution de pression dugrapie 2.3.

lindre sont tracées en figure 2.7(b). On observe que le cieeffide portance diminue avec la longueur
du cylindre : les effets de bords sont donc associés a unangersupplémentaire. Poly D > 50, la
pente du coefficient de portance devient constante et leisefé bords sont alors négligeables. On peut
donc en déduire que pour un cylindre suffisamment long i@aian angle inférieure &, le coefficient
de portance s’écrit :

Cr = (0.10 £ 0.016)a. (2.4)

2.2.3 Expression de la force normale aux petits angles

Dans la limite d’un cylindre de rapport d’aspect D > 50, on peut déduire des mesures de force
de trainée et de portance une loi expérimentale pour la fosomale. Les principaux résultats obtenus
dans les expériences de mesures de forces sont rappelésirenig. Tout d’abord, on a montré que
la portance contribue majoritairement a la force normakesécond résultat est que la force de trainée
est constante et par projection donne une contribution arteefnormale linéaire avec I'angle, ce qui
valide bien le modéle de trainée de friction projetée dedfaylroisiemement, on a montré que la force
de portance est linéaire avec I'angle aux inclinaisang 5°. Le coefficient de force normale est donc
linéaire avec I'angle (équation 2.8) mais le coefficient dgpprtionnalité est bien plus élevé que celui
prédit par le modéle de Taylor2] qui ne prend pas en considération la linéarité de la forgeod@ance.

Afin de confirmer ce résultat, des mesures sur une gamme dseastplus étendue on été réalisées.
Les expériences de mesures de forces ont ainsi été répétéates vitesses d’écoulement entsam/s et
23 m/s. Les résultats sont présentés en figure 2.9 et montrer# galeur du coefficient d’amortissement
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Fig. 2.7 —(a) Coefficient de portana€;, en fonction de I'inclinaison du cylindre. (e) L/D = 15,
() L/D=30,(-) L/D =60 et(e) L/D = 75. (b) Pente du coefficient de portarcg/c
en fonction du rapport d’'aspeEl D. (- - -) asymptote’';, /o = 0.1 pour les grands rapports
d’aspect.

Force normale pour|a| < 5°:

1. Laforce normale estla somme des forces de portance efidédrprojetées dans la direction
normale et s’écrit aux petits angles :

Cy ~Cpa—+Cy, (2.5)

2. La trainée est constante avec I'angle et correspond aaimée de friction décrite dans le
modéele de Taylor en figure 1.7 :

Cp = 0.012 + 0.001 (2.6)
3. Laforce de portance est linéaire avec I'angle d’'incBpai:

C = (0.10 £ 0.015)cx 2.7)

4. L'expression de&'y est obtenue en ajoutant les contribution de la trainée et gertance
dans I'équation (5.7) par les expressions déduites desierpés (équations 2.6 et 2.7) :

Cy = Ca, avecC = 0.11 £ 0.016 (2.8)

Fig. 2.8 —Loi expérimentale déduite des expériences statiquese favanale poujr| < 5°.
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semble Iégérement décroitre avec la vitesse pour conveegermune valeut = 0.11 a partir deU =
16 m/s. La loi expérimentale pour la force normale, préseméegere 2.8, est dona minimavalide sur
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Fig. 2.9 —() Coefficient d’amortissemefit mesurée pour différentes vitesse d’écoulentent

une gamme de nombre de Reynolgis = 20000-30000.

Afin de comprendre l'origine de la force de portance aux petitgles, on se propose d’analyser la
distribution de forces de pression sur le cylindre ainsilgeulement autour du cylindre dans les deux
paragraphes suivants.

2.3 Origine de la force de portance

2.3.1 Etude des distributions de pression autour du cylinde

La figure 2.11 présente les distributions de presgip(¥) réalisées pour quatre inclinaisoas=
3.6°, 6.3°, 8.3° et21° et pour un écoulement incident de vitege= 18.5 m/s. Les distributions de
pression sont toutes comparées a celle donnée par le gridéimlépendance et définie dans I'équa-
tion (1.12). La distribution de référence pour un cylindreéeoulement transverse a méme nombre de
Reynolds est donnée en figure 2.10. Le coefficient de pressiarni a I'avant du cylindre et-1.1 a la
base du cylindre. PoWr® < 6 < 67°, I'écoulement autour du cylindre est accéléré et le coefficde
pression décroit. Pouii7° < # < 80°, on voit apparaitre un gradient de pression adverse quopre/
un décollement a partir &= 80°. On situe ainsi les points de décollemertt & 80° et = 280°. La
pression constante observée p8ft < 6§ < 280° montre que I'écoulement est séparé dans cette région.

Les distributions de pression pour le cylindre incliné dogmen figure 2.11 ne suivent pas le principe
d’'indépendance pour les faibles angles d'inclinaison. Dardistribution en écoulement transverse, le
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Fig. 2.10 -Distribution expérimentale de pression d’'un cylindre eniudement transverse Be =
24000.

pointe de séparation esta= 80°. Par conséquent, les distributions de pression donnéds pancipe
d’'indépendance présupposent que le point de séparatiar est80° pour toutes les inclinaisons, ce qui
n'est pas le cas en raison de la force elliptique du cylindieepar I'écoulement dans le cas ou le cylindre
est incliné a faible angle. On ne s’attend donc pas a ce quinigige d’'indépendance s’applique autour
du point de séparation et au-dela. En revanche, il est suaptejue le principe d'indépendance ne puisse
pas prédire la pression a I'avant du cylindre c’est-a-dife=a0°. Les valeurs de pression prédites a cet
endroit par le principe d’indépendance sont bien plus ésiltjue celles mesurées expérimentalement.
Pour l'inclinaisona = 21°, le coefficient de pression en avant du point de séparatibpartiaitement

la distribution donnée par le principe d’'indépendance,atrouve un résultat déja observé par Bursnall
et Loftin [11] pour des inclinaisons plus élevées.

Pour chaque distribution de pression, on peut calculer effic@nt local de force normale de pres-
sionCy,, :

1 /360
Cn, =5 Cplb)costs (2.9)

Le coefficient local de force de portance est alors défini certly), = Cy,cosa. Les valeurs de?Lp
ainsi calculées sont tracées en figure 2.6. Les valeursledltotales étant en trés bon accord, on a la
confirmation que la force normale est majoritairement umesfale pression et les effets visqueux sont
négligeables.
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Fig. 2.11 —Coefficient de pressiofi,, en fonction de 'angle azimutdl a une distance/D = 23 de
la pointe amont du cylindre et Be = 24000 pour quatre inclinaisons. (—) Principe
d'indépendanceC, () = Co="" (9)sin’«a, (e) coefficients de pression mesurés avec le
dispositif présenté en figure 2.4.

2.3.2 Pression al'avant et a I'arriere du cylindre

La force normale étant en grande partie due a une différemqaassion entre I'avant et la base du
cylindre, on se propose d’étudier la variation des coefiisiele pression & = 0° et a6 = 180° pour
des inclinaisonsy entre0° et 11°. Les coefficient de pression expérimentaux sont tracés erefiy12
et compares a ceux donneés par le principe d'indépendangeeksion a l'avant du cylindré), (6 = 0°)
présente les méme variations que le coefficient de portaptie est linéaire aux faibles inclinaisons
et quadratique au-dela. Le comportement de la pression sk dwt différent : celle-ci est constante
aux faibles inclinaisons et sa valeur est égale a la valeurodtficient de pression quand le cylindre
est a I'horizontale. Pour des inclinaisons> 5°, la pression de base décroit avec I'angle de maniére
quadratique. La valeur négative du coefficient de pressimclanaison nulleC, = —0.0037 est une
conséquence de l'effet de bloquage di a la présence du yldahs I'écoulement. On déduit de ces
résultats que la force de portance est gouvernée aux faiol@saisons { < 5°) par la variation linéaire
de la pression a I'avant du cylindre combinée a une pres&drade constante.
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Fig. 2.12 —Coefficients de pressiofi, a une distance = 0.46 m de la pointe amont du cylindre.
(e) pression a l'avant du cylindr@ = 0°), (a) pression de bas@ = 180°), (—) Prin-
cipe d’'indépendancé, (0 = 0°) = sin’a, (---) valeur de la pression pour le cylindre a
I'horizontaleC,, = Cp(a. = 0°), (- - ) régression linéair€’, = 0.16c(rad).

Dans la section suivante, I'écoulement autour du cylindcéirié est étudié en détails et est comparé
a I'écoulement autour d'un cylindre a I'horizontale.

2.4 Caractérisation de I'écoulement autour d’un cylindre faiblement in-
cliné

2.4.1 Profils de vitesse au fil chaud

Lorsque le cylindre est & I'horizontale, une couche limiéeléveloppe le long du cylindre et crée une
zone de déficit de vitesse. On souhaite caractériser I'éomnit autour d’un cylindre faiblement incliné
et le comparer a I'écoulement autour d’'un cylindre a I'honiale. A cet effet, des profils de vitesse ont
été mesurés au fil chaud a une distamce: 0.5 m de la pointe amont du cylindre selon la technique
décrite en section 2.1.4. La vitesse asymptotique a unentdistau cylindrep suffisamment grande est
Upso = 18.5 m/s et le nombre de Reynolds associé est4#0. Un premier profil a été réalisé avec
le cylindre en position horizontalev(= 0°) puis deux autres pour une inclinaisan= 5° sur I'avant et
I'arriere du cylindre, c’est-a-dire avec les orientatisaspective® = 0° etd = 180°. Ces trois profils
sont présentés en figure 2.13. Pour le cylindre a I'horizent&paisseur de la couche limifgy définie
en équation (2.1) est de4 D. L'épaisseur de déplacementdéfinie en équation (2.2) a été calculée et
vautd, /D = 0.06.

Les profils réalisés a une inclinaison de= 5° montrent que I'écoulement autour du cylindre est
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trés différent de celui observé sur le cylindre a I’horizdat Sur I'avant du cylindre & = 0°, la couche
limite est tres fine comparée a celle du cylindre a I'horiaet son épaisseur es /D ~ 0.05 avec
une épaisseur de déplacement associée de = 0.03. Sur I'arriére du cylindre, & = 180°, on observe
une zone de déficit de vitesse dont la taille est de I'ordreidonétre du cylindre. Ce déficit correspond
a un sillage a I'arriére du cylindre qui fait I'objet d’'uneuée par une technique &tereoscopic Particle
Image Velocimetry

1.0 t t t t

osl b

080 02 04 06 08 10
UD/UDoo

Fig. 2.13 -VitesseUp mesurée au fil chaud en fonction de la distapgeau cylindre a une distance
x = 0.5 m de la pointe amont du cylindrée) profil réalisé sur le cylindre horizontal
(a = 0°), (o) profil réalisé sur le cylindre incliné @ = 5° et sur I'avant du cylindre
(0 = 0°), (o) profil réalisé sur le cylindre incliné & = 5° et sur l'arriere du cylindre
(0 = 180°).

2.4.2 Champs PIV a I'arriére du cylindre

Des mesures de champs de vitesse par PIV ont été réaliséekeddan(y, z), a la méme distance
de la pointe amont que les distributions de pression. Le phdenvitesse dans la directiana I'arriére
du cylindre est tracé en figure 2.14. Lorsque le cylindre d$tadizontalei.e. poura = 0°, la figure
2.14(a) montre un déficit de vitesse axisymétrique autouwrytindre di au développement de la couche
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limite le long du cylindre. L'épaisseur de la couche limit de0.4 diameétre et est en accord avec celle
mesurée au fil chaud (figure 2.13). Sur les figures 2.14(b, }; endobserve que le sillage a l'arriere du
cylindre présente une forme en deux lobes dont la taille @mggenavec I'angle d’inclinaison. On définit

(a) (b)
2.0 2.0
1.0
1.5 1.5
_Q Q
~ ~
N ® 0.95
1.0 1.0
0.5 0.5 10.9
-1.0 -05 00 05 1.0 -1.0 -05 0.0 05 1.0 U
D D z
(c) y/ (d) y/ 10.85 —
o0
2.0 2.0
10.8
1.5 1.5
Q _Q
} } 0.75
1.0 1.0
<0.7
0.5 0.5
-1.0 -05 0.0 05 1.0 -10 -05 0.0 05 1.0
y/D y/D

Fig. 2.14 —Champs PIV de la vitesse dans la directicél’arriére du cylindre pour quatre inclinaisons :
(@)oo =0.0° (b)a = 3.6°, (c)ov = 6.3° et (d)ax = 8.3°.

la vorticité w, dans la directionr dans I'équation (2.10).

0 0

—v, — — 2.10
3yv 92V ( )

Wy =

Les champs de vorticité sont calculés a partir des compesaietla vitesse mesurées dans les directions
y et z et sont présentés en figure 2.15. Les champs de vorticitéerdv@ présence de deux vortex
contra-rotatifs et stationnaires a l'arriere du cylindBzs deux vortex sont le signe d’une séparation
tridimensionnelle le long du cylindre, qui se produit méroanqde trés faibles inclinaisons. En comparant
le champ de vorticité et le champ de vitesse dans la direatiffigures 2.14 et 2.15), on montre que le
ceeur des vortex est associé a un important déficit de vitessela direction.
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Fig. 2.15 -Champs PIV de la vorticité dans la directipra I'arriére du cylindre pour quatre inclinai-
sons: (ah = 0.0° (b)a = 3.6°, (c)a = 6.3° et (d)o = 8.3°.

2.5 Discussion et Conclusion

La composante normale de la force est responsable de lss®rtent dans le cas d’un cylindre os-
cillant en écoulement axial dans la direction orthogondlécadulement. L'évaluation de I'amortissement
est faite dans ce chapitre a travers une approche quasgisstat’est-a-dire en étudiant les forces nor-
males s’exergant sur un cylindre faiblement incliné. Lastif de ce chapitre était de vérifier la validité
du modeéle de Taylor aux faibles angles.

Le résultat principal obtenu est que la force normale eéglie avec I'inclinaison pour les faibles
inclinaisons|a| < 5°, ce qui était prédit par le modéle de Taylor. Mais a la difféeedu modéle de
Taylor qui attribue la linéarité de la force normale a uneséode friction, nous avons montré gu'aux
faibles inclinaisons la force de portance prédomine etieétire avec l'inclinaison. Nous avons éga-
lement mis en évidence que la contribution de la force déidrica la force normale est effectivement
linéaire mais ne constitue qué% de la force normale. Le modéle de Taylor n’est donc pas aqtepté
définir 'amortissement lorsque la vitesse latérale ditast@dn est trés petite comparée a la vitesse de
I'écoulement axial.
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Les mesures de pression effectuées a une distance suffisairéloignée de la pointe amont du
cylindre ont montré que la force portance mesurée est dugession et non aux forces de friction.
La non-axisymétrie de la pression autour du cylindre esiciés a une séparation tridimensionnelle qui
donne naissance a deux vortex contra-rotatifs et stati@ma

Il existe de nombreuses références dans la littératuratsiee sur les couches limites axisyme-
triques. Les travaux d'Afzal et Narasimhg| ginsi que ceux de Piquet et PatBb] ont montré que les
deux parametres de contrdle permettant de décrire desaggit@coulement autour d’un cylindre hori-
zontal sont le nombre de Reynolds et le ratio entre I'épaisde la couche limite et le rayon du cylindre.
On se situe ici dans le cas ol le nombre de Reynolds est éléepasseur de couche limite de I'ordre
du diamétre du cylindre. Pour les grands nombres de Reyndigal et Narasimha ont montré que pour
261/D < 1, les effets de la courbure du cylindre sur la couche limitet saodérés et que localement,
la couche limite peut étre assimilée a celle se développanure plaque plane. Nous avons observé
gu’une faible inclinaison change complétement I'écoulstrautour du cylindre. La couche limite de-
vient trés mince a I'avant du cylindre tandis que deux vodaxtra-rotatifs et stationnaires apparaissent
al'arriére. La déstabilisation de la couche limite axisyma@e pour les trés faibles inclinaisons est donc
caractérisée par apparition d’'un sillage a l'arriere dincye et d’'une couche limite trés fine a l'avant.
Ce phénoméne a été observée auparavant par Willneadh [76], Rao et Keshavan5g] et Heenan
et Morrison BQ] qui ont montré que ce type d'écoulement était visible dés 1.0°. Pour des angles
inférieurs a1°, Lueptowet al. [41] observent une dissymétrisation progressive de la counfit laxi-
symeétrique avec I'angle. Les deux vortex a I'arriére durmyie maintiennent la pression de base a une
valeur constante. On a ainsi montré dans ce chapitre quekriié de la force de portance est principa-
lement due a la linéarité de la pression a I'avant du cylictrabinée a une pression de base constante et
égale a sa valeur pour la position horizontale du cylindiidine de la linéarité de la pression a I'avant
du cylindre reste a expliquer.



Chapitre 3

Cylindre oscillant latéralement en
écoulement axial

Dans le chapitre précédent, des mesures de force normalenstylindre en écoulement quasi-
axial ont permis de proposer une loi expérimentale d’arssgtnent (figure 2.8) basée sur une approche
guasi-statique. On présente dans ce chapitre les réstétatsux expériences dynamiques réalisées sur
le cas d’un cylindre oscillant latéralement en écoulemeiat.2@Dans la premiere expérience, un cylindre
est placé dans la veine d’'un tunnel hydrodynamique et eshisoél un écoulement axial d’eau. Dans
la deuxieme expérience, le méme type de montage est réadiseem soufflerie. Les montages sont
congus de maniéere a obtenir des oscillations libres pouyliedze, et 'amortissement se déduit de la
décroissance de I'amplitude des oscillations.

La premiere partie présente le montage expérimentaldiplsir les expériences dynamiques en air et
en eau. Le cylindre est fixé a la paroi de la veine d’'egsades lames flexibles permettant son oscillation.
Il s’agit ici d’étudier I'amortissement d’un oscillateuua degré de liberté oscillant librement en fonction
de la vitesse de I'écoulement axial d'air ou d’eau. En daugi@artie, on analyse les signaux temporels
d’accélération ou de déplacement du cylindre mesurés pfiérahtes vitesses d’écoulement axial. La
fréquence d’oscillation et le taux d’amortissement soniuité des mesures temporelles et sont discutés.
En troisieme partie, on calcule la masse ajoutée et le ciffid’amortissement a partir des valeurs
de fréquence d'oscillation et de taux d’amortissement. féssiltats pour les différents montages sont
comparés entre eux et les résultats du cas dynamique derrééésont comparés a ceux de I'approche
quasi-statique. La validité de I'approche quasi-statigstediscutée en conclusion.

41



Sommaire

3.1 Montages experimentauX . . . . . . . . . e e e e e e 43
3.1.1 Géométrie du montage en eau et mesures de déplacement. . . . . . . . 43
3.1.2 Géométrie du montage en air et mesures d’accélération. . . . . ... .. 44

3.2 Fréquence d'oscillation et taux d’'amortissement . . . . . . ... ... ... ... 45
3.2.1 Configuration de référence : analyse des signaux tesispo. . . . . . . . .. 45
3.2.2 Configuration de référence : détermination de l'aissetment . . . . . . . . . 48
3.2.3 Comparaison des résultats en eau avec et sans caténage. . . . . . . . . 49
3.24 Montageenair . . . . . ... 50

3.3 Amortissement du cylindre en fonction de la vitesse d’'@lement . . . . .. . .. 52
3.3.1 Calcul du coefficientd’amortissement . . . . . . . . .. ... ... ... 52

3.4

3.3.2 Comparaison des coefficients d’amortissement obt@ipartir des quatre ex-

périences dynamiques . . . . . . . . . e e
3.3.3 Comparaison des résultats du cas dynamique de réééagpc ceux donnés

par 'approche quasi-statique . . . . . . . .. . ... L 54
Conclusion . . . . .. e
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3.1 Montages expérimentaux

3.1.1 Géomeétrie du montage en eau et mesures de déplacement

L'expérience est montée dans la veine d’essai du tunneldtatan de 'ENSTA et est présentée
en figure 3.3. La veine d’essai a une sectibr= 90 mmx 150 mm. Un cylindre en laiton est placé au
centre de la veine et est relié a I'une des parois latéraleslgnax lamelles flexibles. Le diameétre du
cylindre estD = 10 mm et sa longueut. = 0.560 m. Les extrémités du cylindre sont taillées en forme
de cone suB0 mm pour réduire les effets de bords et éviter un décollemeriiuéde a la pointe amont
du cylindre. La masse du cylindre €gt.,; = 301 g. Les lames flexibles, qui permettent I'oscillation du
cylindre, ont une taille d&85 mmx 10 mm et une épaisseur danm. La gamme de vitesse d’écoulement
des expériences eBt= 0.48 — 4.0 m/s et la précision en vitesse est@el m/s.

micrometre
paroi du tunnel de cavitation optique

U

—

U
®

cylindre cylindre

micrométre ' 1 X
optique lamelle flexible lamelle flexible

tige

d'acier 24y
'L = []
z

(a) Vue de face. (b) Vue de coté.

paroi du tunnel
de cavitation

Fig. 3.1 —Schéma du montage dans le tunnel de cavitation. Dans la viaz€gla petite tige permet
d’établir la condition initiale en déplacement pour lesiltestons libres.

Un déplacement initial de I'ordre demm est appliqué au cylindre depuis sa position d’équilibre a
I'aide d’'une petite tige d'acier passant a travers un passtanche de la veine (figure 3.3a). En retirant
brusquement la tige déclenche I'oscillation du cylindreasles conditions initiales de déplacement fixé
et de vitesse initiale nulle.

La fréquence propre du systéeme en eau stagnantgé est7.74 Hz. Lorsque la vitesse de I'écou-
lement axial est supérieurelam/s, la valeur absolue de I'angle instantang) « % ou X est la
vitesse d’'oscillation du cylindre &f la vitesse de I'écoulement fluide a I'entrée de la veine,agotirs
inférieure a°. On se trouve donc toujours dans une gamme d’angles instantal selon les résultats
de I'approche quasi-statique, 'amortissement est Ineéaiec la vitesse d’oscillation.

On vérifie a I'aide de deux caméras que le déplacement dudegliKi est un mouvement de trans-
lation verticale. On se contente donc dans les expériengsemées dans ce chapitre de mesurer le
déplacement du cylindre en son milieu. Les mesures sonsééalpar un micrométre optique Keyence
constitué d’'une unité de transmission qui émet de la lumeédune unité de réception qui détecte la
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position de I'ombre de 'objet passant dans le faisceau déde. La précision du micrometre est de
+0.15 um et la fréquence d’échantillonage a été régldeaHz.

Fig. 3.2 —Photo du cylindre dans le tunnel de cavitation avec le cg@natour des lamelles.

Les lamelles représentem% de la surface projetée x D du cylindre. Afin d’étudier leur influence
sur 'amortissement, les mesures sont réalisées sur detfigerations différentes : une ou un carénage
est placé autour des lamelles pour les maintenir en eausstegoomme le montre la photo en figure 3.2
et une sans carénage ou les lamelles sont au méme titre quimtres exposées a I'écoulement d’eau.

3.1.2 Géométrie du montage en air et mesures d’accélération

plafond de la soufflerie plafond de la soufflerie

U lamelle flexible lamelle flexible

O  cylindre
. U cylindre accélérometre

-— —
X
z plancher de la soufflerie zt y plancher de la soufflerie
x X
Xy
(a) Vue de face. (b) Vue de coté.

Fig. 3.3 —Schéma du montage dans la soufflerie basé sur le méme pripeéoeelui du tunnel de
cavitation.

Une expérience similaire a celle réalisée dans le tunneksitation est menée en soufflerie. Un
cylindre de longueur égalela2 m et de diamétre égal@®02 m est maintenu au plafond de la soufflerie
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par deux lamelles flexibles d& mm de large,l mm d’épaisseur et de longueur réglable permettant
d’obtenir des fréquences d’'oscillation en air 8l¢7 Hz et 3.66 Hz. Les vitesses d'écoulement sont
comprises entré.8 m/s et23 m/s. Le cylindre est écarté de sa position d’équilibre d'drstance de
deux diamétres de cylindre. A la différence de I'expériedems le tunnel de cavitation, on mesure
I'accélération avec un accélérometre Briel & Kjaer fixé ainclyke Iégérement a I'aval de sorte a pouvoir
éventuellement capter des modes autres que le mode datiamslans la directiog.

Les paramétres des expériences en air et en eau sont résurfigsre 3.4. On voit que les expé-
riences en air et en eau sont dans les mémes gammes de pasagh@ine comparaison des résultats est
donc possible entre ces deux expériences.

Re = % Qaz = atan (%)

eau 4000 — 34000 | qmaz < 5° pourlU > 1.0 m/s
air | 60 | 7000 — 30000 | aypaz < 5° pourU > 10.0 m/s

[
1| ol

Fig. 3.4 —Synthése des parameétres des expériences en air et en eau.

3.2 Fréequence d'oscillation et taux d’amortissement

3.2.1 Configuration de référence : analyse des signaux temigds

On choisit comme configuration de référence des expériahggmiques I'expérience en eau dans
le tunnel de cavitation avec un carénage autour des lanflgigsles. Ce cas sert également d’exemple
pour expliquer les calculs de fréquence d'oscillation etalex d’amortissement a partir des signaux
temporels mesurés. Les résultats obtenus seront utiliséme référence et seront comparés a ceux en
eau sans carénage et en air dans les paragraphes suivants.

0.3 T T T T 0.3

0.2f~ e e 0.2}

0.1f : b ] 0.1H

X/D
X/D

o.0f 13‘\ T aow‘ | I‘ A
—0.1f - R -0}

—0.2f - feend B -0.2f-

-0.3 - y . - -0.3

t(s) t (s)

(&) U = 0.00 m/s. (b) U = 0.59 m/s.
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—0.30 -0.3

t(s) t (s)

(c) U = 1.40 m/s. (d) U =197 m/s.

0.3 T T T T 0.3

-0.3 - y . - -0.3

t(s) t(s)
(e) U = 3.00 m/s. (f) U = 4.00 m/s.

Fig. 3.5 —Déplacement du cylindré&X/D en fonction du temps en eau stagnante et pour plusieurs
vitesses d’écoulement axial.

Les signaux temporels de déplacement du cylindre sontstertéigure 3.5 dans le cas ou le cylindre
est en eau stagnante et pour plusieurs vitesses d’écoulemiahjusqu’ad m/s. On observe que I'enve-
loppe du signal décroit de facon quasiment exponentielipietia fréquence d’'oscillation change peu.
De plus, le signal de déplacement est d’autant plus amoetiawitesse de I'écoulement axial est im-
portante. Le temps caractéristique de I'enveloppe expaiienest ainsi divisé pat entre I'expérience
aU = 0.59 m/s et celle &/ = 4.00 m/s (figures 3.5b et 3.5f). Avec cette expérience, on mei ains
directement en évidence le rble de I'écoulement axial sundrtissement des oscillations du cylindre.

Les signaux temporels de déplacement du cylindre en airaersgagnante et en écoulement sont
analysés en calculant leur transformée de Fourie6ssi(figure 3.6). Les résultats pour des vitesses
axiales ded.70 m/s et3.92 m/s, qui servent d’exemple pour la détermination de I'amsement ci-
aprés, sont tracés en figure 3.6(c) et (f). On observe quedesdnces fondamentales sont proches pour
les deux vitesses axiales, celle a plus grande vitesseeathtl .4% plus élevée.
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Fig. 3.6 —(—) FFT du signal de déplacement $us contenant le transitoire, en eau stagnante et pour
différentes vitesses d’écoulement axial(-et) FFT sur le signal sug s en écoulement sans
lacher pour évaluer le bruit et I'excitation par la turbuden
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A basse vitesse d’écoulement, on observe des traces desrtiquas 2 et 3 (figure 3.6¢) alors que
pour la vitesse d8.92 m/s, une seule fréquence est observée (figure 3.6f). La FFIgdal en air (fi-
gure 3.6a) met en évidence une seule fréquence d’osailjai@c une trace de I’harmoniqglel’ampli-
tude des pics des harmoniques est suffisamment faible posidéver le systéme comme linéaire. Pour
des vitesses d’écoulement suffisamment élevées, I'ars@ntisnt augmente et on ne voit plus qu’un seul
pic. On déduit de I'analyse fréquentielle que cylindre bs&ur un seul mode qui est un mouvement de
translation verticale et on peut exclure le mode d'osdilfabu les lamelles oscilleraient en opposition
de phase. La différence d’amplitude entre les pics permaédbger les harmoniques dans 'analyse du
signal présentée ci-apres.

Pour les vitesses d'écoulemdrit= 1.97 et 3.92 m/s, on trace sur les mémes figures que celles des
transformées de Fourier des signaux transitoires (figuBes et f) la transformée de Fourier gus du
déplacement du cylindre en écoulement et uniquement epaitka turbulence (sans déplacement initial
permettant I'oscillation). Ceci permet d’estimer le breiéé par la turbulence sur la FFT du transitoire.
On observe une décade d'écart entre les deux signaux, cemépbien une interprétation des FFT du
transitoire.

L'observation du pic principal en figure 3.6 montre un élssgiment de ce pic entre le montage en
air et en eau puis quand la vitesse de I'’écoulement augmBmié comme pour les signaux temporels
(figure 3.5), on met bien en évidence I'augmentation de |idissement avec la vitesse d’écoulement.

3.2.2 Configuration de référence : détermination de 'amorissement

La décroissance exponentielle de 'amplitude des osoillatpermet de calculer le taux d’amortisse-
menty tel que I'enveloppe du signal de déplacement soit décr'rte‘pla“. En pratique, le calcul du taux
d’'amortissement est effectué sur la partie du signal ouglaade est inférieure 8 mm. La figure 3.7
montre deux signaux de déplacement mesurés pour des sitegates d@.70 m/s et3.92 m/s et les en-
veloppes exponentielles associées. L'enveloppe avecxpumentielle décroissante décrit parfaitement
la décroissance de I'amplitude au cours du temps.

Les mesures du taux d’amortissemerdt de la fréquence d’oscillatiofi sont répétées sur tous les
signaux de déplacement obtenus pour des vitesses d’écentl@xial entre).48 m/s et4.00 m/s et sont
présentées en figure 3.8. La figure 3.8(a) montre I'évoludieta fréquence d’oscillation avec la vitesse
de I'écoulement axial. La fréquence reste quasi-constarge cependant une légére augmentation avec
la vitesse de I'’écoulement. Le taux d’amortissement, pitésen figure 3.8(b), augmente linéairement
avec la vitesse de I'écoulement axial. On estime la pgrnpar régression linéaire sur les valeurs de la
vitesse supérieureslam/s, c'est-a-dire pour des vitesses d’écoulement suffisamhgievées pour avoir
un angle instantané toujours inférieusa On trouve ainsi une loi de variation du taux d’amortisseimen
v = BU, avecB = 1.33 (+0.12) m~1.
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Fig. 3.7 —(—) Déplacement du cylindr& / D en fonction du temps ét - -) enveloppe exponentielle
pour deux vitesses d’écoulement axial.
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Fig. 3.8 — (=) Fréquence d’oscillatiorf, (») taux d’amortissement et (—) droitey = pU avec
B =1.33(£0.12) m .

3.2.3 Comparaison des résultats en eau avec et sans carénage

Le méme type d’analyse que dans le paragraphe précédentéak$é pour le montage en eau sans
carénage. Les résultats obtenus pour la fréquence et fmsement sont tracés en figure 3.9 et sont
comparés a ceux obtenus sur le montage avec carénage. Oweofyge la fréquence d’oscillation est
de 'ordre de3% plus élevée dans le cas sans carénage (figure 3.9a). Elestfaténage crée une zone
d’eau stagnante confinée autour des lamelles flexibles tpaiiea une augmentation de la masse ajoutée
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localement au niveau des lamelles et donc une diminutioa éféduence par rapport a la configuration
sans carénage. De plus, on observe dans le cas avec car@pamggmentation faible mais significative

de I'ordre de2% de la fréquence avec la vitesse axiale. Ceci est di a I'éowiit autour du carénage qui

est accéléré sur les cotés et crée une dépression d’autarimgortante que la vitesse de I'écoulement
axial est élevée.
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(a) Fréquence d'oscillatiorf en fonction de la vitesse de (b) Taux d’amortissement en fonction de la vitesse de
I’écoulement axiall. I'écoulement axialU.

Fig. 3.9 —Fréquence d’oscillatiofi avec(=) et sangs) carénage, taux d’amortissemenavec(e) et
sange) carénage.

L'effet du carénage est également visible sur 'amortissangfigure 3.9b) : il permet d’éliminer
I'amortissement dd a I'écoulement axial autour des laraejlé est estimé 20% au vu des deux courbes.
Onremarque que lorsque le montage est en eau stagnantertissament est le méme entre les cas avec
et sans carénage. Dans la suite, on ne considérera que kecasagénage.

3.2.4 Montage en air

Pour le montage en soulfflerie, les expériences sont réalimaar deux fréquences d'oscillation :
f ~3.15Hzetf ~ 3.6 Hz. La figure 3.10 montre les signaux temporels d’accélgmadbtenus pour
ces deux cas et pour une vitesse d’écoulement axial égalends. La différence d’amortissement entre
ces deux sighaux est visible, quoigue les fréquences swilativement proches.

La figure 3.11 montre les transformées de Fourier1$us associées a ces deux signaux tempo-
rels. On observe pour les deux signaux un pic principal spordant au fondamental. Tout comme
pour les signaux en eau, on superpose aux signaux traasites transformées de Fourier $0rs des
sighaux d’accélération obtenus en laissant le cylindrecenlément sans déplacement initial. Les résul-
tats montrent qu’au-dela deHz on ne mesure que du bruit, gu'il soit dG a la turbulence dutgisation
de I'accélérometre en basses fréquences. Les résultaiisdaviant étre pris avec prudence, et on garde
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Fig. 3.10 -Signal d’accélération pour deux fréquences d’'oscillatidférentes et une vitesse d'écou-
lement axiall = 23.0 m/s.

le montage en eau comme référence pour les expériences idyresm
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(@) U = 23.0 m/s, f = 3.15 Hz. (b) U = 23.0 m/s, f = 3.61 Hz.

Fig. 3.11 —(—) FFT du signal d’accélération s6irs pour deux fréquences d’oscillation différentes et
une vitesse d’écoulement axlél= 23.0 m/s, en eau stagnante et pour différentes vitesses
d’écoulement axial, €t—) FFT sur le signal sus s en écoulement sans lacher pour évaluer
le bruit et 'excitation par la turbulence.

Comme pour le montage en eau, on calcule la fréequence daigwil et le taux d’amortissement
a partir des signaux temporels. On rappelle gu’en dérivank dois une sinusoide exponentiellement
amortie, on ne modifie pas le taux d’amortissement. Celeistidonc déterminé de la méme maniére
que pour le signal de déplacement dans les expériences e@eranustrait au taux d’amortissement
obtenu~ le taux d'amortissement sans écoulemgntorrespondant a la dissipation d’énergie par les
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lamelles flexibles. Les mesures sont répétées plusiewrpdoir chaque vitesse axiale. La figure 3.12(a)
montre que la fréquence principale évolue peu avec la @tdsd’'écoulement axial que les expériences
fournissent un résultat reproductible. On observe unegiarsde dispersion des points pour I'amortisse-
ment (figure 3.12b), en particulier pour la plus basse deg ftégquences. La dispersion des points peut
étre expliquée par le fait que le mouvement du cylindre estiaposition de deux modes d’oscillation.
Lorsque le cylindre est laché a partir de sa position imdtiéd deuxiéme mode peut étre plus ou moins
excité si le cylindre dans sa position initiale n’est pag tofait paralléle a I'écoulement.
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(a) Fréquence d'oscillatiofi en fonction de la vitesse de (b) Taux d’amortissement — ~o en fonction de la vitesse de
I’écoulement axiall. I'écoulement axial'.

Fig. 3.12— (-, =) Fréquences d’oscillatiofi pour deux longueurs de lamelles différentes, o) taux
d’amortissement — -~y associés.

En conclusion des expériences en air, on a tout comme en sawélun taux d’amortissement qui
augmente avec la vitesse axiale. Cependant, 'analysadndiglle des signaux temporels a montré que
le rapport signal sur bruit n’était pas favorable dans cetf@rience. Les résultats en air doivent donc
étre interprétés avec prudence, d’autant plus qu'aucudmage n'ayant été posé autour des lamelles, on
peut s’attendre a une surévaluation de 'amortissemertt ciztite expérience. Dans la partie suivante, on
présente les résultats en terme de coefficient d’amortesseat on compare les coefficients d’amortis-
sement donnés par les expériences dynamiques a ceux optarigpproche quasi-statique.

3.3 Amortissement du cylindre en fonction de la vitesse d’@ulement

3.3.1 Calcul du coefficient d’amortissement

Le déplacement du cylindt& est solution d’'une équation différentielle dont I'expiessdans le cas
général est écrite en équation (3.1).

AX + BX = Fy (3.1)
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La force d’amortissement est le seul terme en phase avetekseid'oscillationFy représente la force
d’'amortissement fluide et 'amortissement des lamellesilex est négligé. Les coefficients et B
représentent les termes proportionnels respectivementlaccélération et le déplacement du cylindre.
On fait les hypothéses suivantes :
— Le coefficientA est la somme de la masse du cylindig,; et de la masse ajouté¥, (équa-
tion 3.2)
— On attribue la raideuB uniguement a une raideur structurelles. a la raideur des lamelles
flexibles K ,:c5 (€quation 3.3). Cela revient a négliger d’éventuellesaais produites par I'écou-
lement.

A= (Mcyl + M) (3.2)
B = Kplates (33)

Contrairement au montage en eau ou l'oscillation du cyénest verticale, on ne peut pas négliger
la gravité dans le montage en air. En effet, dans I'approtianales petites amplitudes d’oscillation, la
gravité fait apparaitre un terme linéaire en déplacementé&me titre que la raideur des lames flexibles.
On ne cherche pas a isoler le terme de gravité pour le montagé et on l'inclut dans le coefficient
B. Dans le montage en eau, les hypothéses réalisées sur fisieas A et B conduisent a négliger
toute raideur fluide. Seul le coefficiert peut dépendre de la vitesse de I'écoulement axial. Les &erme
de déplacement et d'accélération étant en phase, des éffamideur fluide peuvent étre a l'origine
variations du coefficientl avec la vitesse d'écoulement axial.

L'enveloppe exponentielle observée en figure 3.7 suggéedeydéplacement du cylindr¥ est la
solution d’'une équation différentielle linéaire, c’estlide que I'amortissement fluidé'y est linéaire
avec la vitesse du cylindr& et peut ainsi s’écrire :

1 )
Fy = —5pDLCUX, (3.4)

ou le coefficient d’amortisseme6t se déduit du signal de déplacement du cylindre en oscitigtibres.

En dynamique, on rappelle que pour des vitesses d’'osacillatés faibles devant la vitesse de I'écou-
lement axial, 'angle instantang(t) est le rapport entre les vitesses de la structure et de Iéemunt
incident : «a(t) = % Par conséquent, la force d’amortissement fluide s’écrisdaxpérience du
cylindre oscillant de la maniére suivante :

1
Fy = §pDLCU20¢(t). (3.5)

Cette expression est équivalente au résultat sur la foamattissemenCy = Ca déduit des expé-
riences statiques et résumé dans la figure 2.8.

La mesure de la fréquence d'oscillation du cylindre enfajr est indispensable pour calculer la
raideur des lamelle&’,,..s. Dans la configuration en air, on ne prend pas en compte |a fiianor-
tissement et la masse ajoutée est négligeable, ce qui ¢antlexpressionk, s = cyl(27rfm-T)2.
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Le coefficient d’amortissement et la masse ajoutée préselatts les équations (3.6) et (3.7) sont obte-
nus en combinant les équations (3.1), (3.4) et I'expresd®mia raideur des lamelles. Avec le choix de
modélisation qui a été fait en équation (3.1), ils dépenttarg les deux de la fréquence d’oscillation du
systéme en écoulement, du taux d’amortissement et de laefinég du systeme en air.

M. M, D
C = 1yl +2 = (3.6)
2A
My =My | —— -1 (3.7)
2+ (2_;)2 T

Il est a noter que d'éventuels effets de raideur ajoutéeagiawr en toute rigueur étre pris en compte.
La modélisation proposée ici les omet et toute variationrdguence d’oscillation avec le nombre de
Reynolds sera donc inclue par défaut dans le coefficient dsaragjoutée.

Dans les expériences en air, la masse ajoutée est néghgadad@nt la masse du cylindre. Celle-ci
n'est alors pas prise en considération dans I'évaluatiocoétficient d’'amortissemertt'.

3.3.2 Comparaison des coefficients d’amortissement obtes partir des quatre expé-
riences dynamiques

Le coefficient d’'amortissemeidt est calculé a partir de la fréquence d’oscillation et du @armor-
tissement mesurés sur les signaux temporels et analyséarten 32. On trace en figure 3.13 les co-
efficients obtenus pour les expériences en eau avec et s@maga et en air pour les deux fréquences
d’'oscillation testées. On remarque que pour les quatreséiexpériences, le coefficient d’amortisse-
ment tend a décroitre avec le nombre de Reynolds pour séisstaldi des valeurs comprises enirés
et0.25. On observe également que les expériences sans carénagauna oscillation combinant plu-
sieurs modes conduisent a une surestimation de 'amortesse Les expériences sont réalisées a des
fréquences d'oscillation différentes, mais il ne semblg pavoir de tendance nette en ce qui concerne
I'influence de la fréquence d’oscillation sur la valeur defficient d’amortissement.

Dans le paragraphe suivant, on utilise I'expérience en eati@arénage, sur laquelle on a identifiée
le moins de biais, pour comparer les résultats dynamiquexaétablis avec une approche quasi-statique.

3.3.3 Comparaison des résultats du cas dynamique de référem avec ceux donnés par
I'approche quasi-statique

La masse ajoutée et le coefficient d’amortissement pourdedgaamique de référence (en eau et
avec carénage) ainsi que les résultats statiqgues du &&p#ont tracés en figure 3.14 en fonction du
nombre de Reynolds. Les expériences statiques et dynasnégaiet réalisées dans une méme gamme de
nombres de Reynolds, les coefficients d’amortissementrdignees peuvent étre directement comparés
a ceux donnés par le modéle quasi-statique.

La masse ajoutée du systéme en eau stagnante peut étréea@artir des fréquences d’oscillation
en air et en eau et du taux d’amortissement du systéme endqaati(d 3.7). La fréquence d'oscillation
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Fig. 3.14 —(») Rapport entre la masse ajoufdg et la masse du cylindie..,; pour 'expérience dyna-
mique en eau avec carénags, coefficient d'amortissemefit mesurée dans 'expérience
dynamique en eau avec carénagé gmodeéle quasi-statique : coefficient d’'amortissement
C mesurée dans I'expérience statique.

du cylindre mesurée en air eff;, = 8.26 Hz tandis qu’elle est égala74 Hz en eau stagnante, ce qui
donne une masse ajoutée expérimentdje= 0.041 kg. Un calcul réalisé en considérant un écoulement
potentiel autour du cylindre donne, selon Bleviiig Lne masse ajoutékl, = 0.043 kg qui est quasi
identique a celle mesurée expérimentalement. Le calcytrésenté en annexe C. Le rapport entre la
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masse ajoutée et la masse du cylindre esk te(figure 3.14a). De part la modélisation choisie en équa-
tion 3.1, le coefficient de masse ajoutée tend a décroitre laveombre de Reynolds, consécutivement
a une augmentation de la fréquence d'oscillation avec &ss@ de I'écoulement axial. Il faut toutefois
noter que cela pourrait étre di a un effet de raideur ajo@éea évoqué dans le paragraphe 3.2.3 que la
présence d’'un carénage (figure 3.2) accélére le fluide coéadépression de part et d'autre du cylindre.
Ceci peut étre a I'origine d’une raideur fluide. D’ailleussns carénage la fréquence ne dépend pas de
la vitesse de I'écoulement axial (figure 3.9). Néanmoingeoeriation du rapport de masse ajoutée de
0.14 & 0.09 est trop faible pour avoir une influence significative surdefticient d’amortissement’
(équation 3.6).

On présente en figure 3.14(b) le coefficient d’'amortissemédeduit des expérience dynamiques
ainsi que celui obtenu par I'approche quasi-statique ectilmmdu nombre de Reynoldg = DU/v. La
valeur aRe = 24000 est le coefficient d’'amortissement déduit des expériertetigses en soufflerie ala
vitesse axiale de référenée= 18.5 m/s (figure 2.8). Les autres valeurs correspondent a cditenoes
dans les expériences statiques en faisant varier la vittsd&coulement incident (figure 2.9). Pour
Re < 20000, le coefficient d’'amortissement déduit des expériencesmjoues décroit avec le nombre
de Reynolds et atteint au-dela & = 20000 une valeur constant€ = 0.165 + 0.015. Le coefficient
d’amortissement déduit de I'approche quasi-statiqué&est0.11 + 0.016 . Par conséquent, I'approche
quasi-statique a permis d’obtenir une bonne estimatiorad®ltissement, I'amortissement Iégérement
supérieur trouvé dans les expériences dynamiques poutrand® a la configuration particuliére des
lamelles flexibles dans le carénage.

3.4 Conclusion

Les expériences réalisées sur un cylindre oscillant liergran écoulement axial ont permis d’évaluer
le coefficient d’'amortissement en dynamique. L'analysesifggaux de déplacement du cylindre a montré
que I'amplitude des oscillations décroit de maniére exptieke et que la constante de temps de la
décroissance diminue avec la vitesse axiale. La décraissaxponentielle est une conséquence de la
linéarité de 'amortissement avec I'angle instantarié). On retrouve ainsi un résultat déja obtenu en
statique pour les anglés| < 5° dans le chapitre 2.

La masse ajoutée a également pu étre mesurée. Sa valeur €agsante est quasi identique a celle
prédite par le calcul en considérant le fluide comme paBaiprésence d’'un écoulement axial, la masse
ajoutée du cylindre oscillant telle que calculée dans cpitleetend a diminuer avec la vitesse. Ce résultat
a été obtenu en considérant que toutes les forces en phasEaaeglération sont d'origine inertielle.
On privilégie I'explication d’'une raideur ajoutée due a tégence du carénage autour des lamelles. La
masse ajoutée représentant moind 8% de la masse du cylindre, l'incertitude sur sa valeur résdle
perturbe pas les résultats sur 'amortissement.

Les coefficients d’amortissement déduits des différentpgr@ences dynamiques ont été comparés
entre eux. lls présentent la méme tendance générale : unasis@mce avec le nombre de Reynolds et
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une convergence vers des valedrs= 0.18 — 0.25 au-dela deRe = 20000. Les résultats de la meilleure
expérience ont ensuite été comparés aux coefficients dpaméd'spproche quasi-statique dans le cha-
pitre 2. L'approche quasi-statique fournit une bonne ediiom du coefficient d’amortissement. Cette
comparaison permet de conclure a la validité de I'approclasiestatique pour évaluer 'amortissement
d’'un cylindre oscillant en écoulement axial.
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Chapitre 4

Simulations CFD sur un cylindre fixe en
écoulement quasi-axial

On présente dans ce chapitre les calculs CFD (Computatiduial Dynamics) réalisés avec le logi-
ciel Code_Saturne, décrit par Archambeau at. [4] sur le cas d’'un cylindre en écoulement quasi-axial.
L'objectif de ces simulations est tout d’abord de montrdaisabilité de simulations CFD sur le cas d’'un
cylindre faiblement incliné et ensuite d’apporter des Itéssicomplémentaires aux résultats expérimen-
taux.

Des études numériques sur des cylindres en écoulementoaxidkja été réalisées par le passé, et
ont généralement pour objectif de représenter et caraetdg sillage de cylindres inclinés ou oscillant
en écoulement axial. Les angles statiques ou instantangdgsocas dynamiques sont plus élevés que
la gamme d'inclinaisons étudiée dans cette thése. Lucoasti&dakis 40] ont réalisé des simulations
DNS aRe = 4000 — 6300 sur des cylindres inclinés a des angles supérie@fs dls montrent que pour
a < 35°, le principe d'indépendance ne s’applique plus pour lagdl Zhao eal. [85] ont également
simulé par DNS (Direct Numerical Simulation) es écoulermenitour de cylindres infinis inclinés a des
anglesa = 30° 60° 90° & Re = 1000. Yeo et Jones78, 79, 80] ont étudié avec des simulations de
type DES (Detached Eddy Simulation) les caractéristiquzsi@sillages de cylindres courts inclinés a
des angles supérieurs3@°. Jordan B3] s’est intéressé a la transition a la turbulence en compalem
simulations LES (Large Eddy Simulation) réalisées pourylimdre incliné a des angles compris entre
45° et 60° avec des simulations réalisées sur le cas d'un cylindre ealément transverse. Dans des
configurations plus originales, Lamalt [35] ont étudié deux cylindres inclinés placés en tandem et De
Ridder efal. [21] ont effectué des simulations de couplage fluide-structmrec un modéle de turbulence
de type RANS (Reynolds Averaged Navier-Stokes) pour le dlugdir les cas d'un cylindre flexible et
d’'un faisceau de cylindres flexibles confinés et oscillané@ulement axial.

Les simulations présentées dans ce chapitre sont a un na®iteynoldske ~ 25000, bien trop
élevé pour des simulations de type DNS ou DES. On fait le ctioitiliser des modéles de turbulence de
type RANS pour avoir des temps de calcul raisonnables. Oarszeatrera principalement sur les efforts
fluides et la pression s’exercant a la paroi du cylindre. Lesnps de vitesse autour du cylindre seront
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également discutés.

Dans une premiére partie, on présente le probléme numéstquredécrit les choix de modélisation
comme le maillage ou le modéle de turbulence. La deuxiémeepaésente la validation du calcul de
référence a partir des résultats expérimentaux préseatésle chapitre 2. On compare également les
résultats pour deux raffinements de maillage et deux modelagbulence. En troisieme partie, on s'in-
téresse a I'évolution de la pression et du champ de vitedsadedu cylindre.
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4.1 Description du probléme numérique

4.1.1 Géométrie

La géométrie du domaine fluide et du cylindre a été choisieat@éne a reproduire le plus fidelement
possible I'expérience statique du cylindre incliné. Le é@ma fluide est un parallélépipéde de dimensions
0.4 m x0.4 m x1.2 m, qui correspondent exactement a celles de la sectionaibads la soufflerie Eiffel
de 'ENSTA. La figure 4.1(a) montre la configuration du donedilnide avec le cylindre placé au centre.
Tout comme dans les expériences, le diamétre du cylindra sienulation de référence est ég#l.62 m
et sa longueur est de2 m. Les pointes des cylindres ont été Iégérement modifiéesldanaillage : les
20 derniers pour cent des cdnes aux extrémités du cylindretémegplacés par une calotte sphérique
(figure 4.1b).

parois (condition de symétrie)

sortie
cylindre

(a) Configuration du domaine fluide a mailler.

entrée

(b) Détail du maillage sur I'extrémité du cylindre.

Fig. 4.1 —Maillage en hexaédres du domaine fluide.

On impose une vitesse constante et uniforme sur la facerd&nine condition de pression statique
constante sur la face de sortie, des conditions de symatriesfaces de c6té du domaine fluide qui sont
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équivalentes a des conditions de glissement en paroi etotheltions de paroi sur le cylindre. Dans un
premier temps, les simulations numériques ont été réalsdele cas de référence, avec un cylindre de
rapport d'aspecL./D = 60 et des angles d’inclinaisom = 0°,1°, 2°, 3°, 3.6°, 4°, 5.0°, 6.3°, 8.3°.
Dans un second temps, on a fait varier le rapport d’aspectadfant le domaine pour des cylindres avec
des rapports d’aspedt/ D = 15 et L/ D = 30 et pour des inclinaisons = 0.0°, 2.0° et4.0°.

4.1.2 Parametres de maillage

Le maillage du domaine fluide, réalisé avec le logiciel dellage gmsh, développé par Geuzaine
& Remacle 6], est un maillage hexaédrique et conforme. Il est impordensouligner le role essentiel
non seulement du raffinement du maillage mais également gieal#é du maillage sur le résultat des
simulations. Des calculs préliminaires ont montré l'intpace du maillage de la pointe du cylindre avec
des cellules le plus carré possible pour I'obtention d’'uslatgon réaliste. Un soin particulier a donc été
apporté a la réalisation du maillage du domaine fluide, ae¢gmmment un raffinement au niveau de la
pointe du cylindre (figure 4.1). Dans ce chapitre, on ne prtésgue les résultats de calculs obtenus avec
ce dernier maillage et I'on renvoie a I'annexe B pour lesltétside calculs avec le maillage non raffiné
au niveau des pointes du cylindre.

Afin d'estimer la sensibilité des résultats au raffinementrdiillage, deux maillages avec des lon-
gueurs caractéristiques de celldle: = 2.6 mm etAz = 1.6 mm, ont été testés. Le cas de référence est
le maillage le plus raffiné, qui donne de meilleurs résultt$on se référera au paragraphe 4.2.4 pour
une comparaison des résultats obtenus avec les deux reaillag

Dans toutes les simulations, un pas de temps variable aw=ealeur caractéristiquAt = 0.1 ms a

3
été appliqué pour atteindre la condition de stabilité GHLY A”;i < 1 pour chaque cellule du maillage.

=0
Une loi de paroi classique a deux échelles est utilisée cpayuiet d'éviter de mailler la couche limite.
Pour une bonne utilisation de la loi de paroi, on s'assurelataille de la premiére maille est suffisam-
ment grande de telle sorte qyé > 30 dans la premiére maille.

4.1.3 Modéle de turbulence

Deux modeles de turbulence ont été testés pour les simmgatian modeler;; — e SSG développe
par Spezialeet al. [69] et un modeéle ko SST (Shear Stress Transport) développé par MeAif].

Le modeleR;; — e SSG est basé sur la résolution des equation de transporhsieutede contraintes
algébrigues contrairement au modéle kiui est basé un modéle de viscosité turbulente.

Dans le cas de référence, on utilise le modéle ST qui est un modéle de turbulence a deux
éguations ou les équations de transport sont résolues poxigdandeurs turbulentes : I'énergie cinétique
turbulentek et w. Il cumule les avantages du modéle de turbulenceda proche paroi avec ceux du
modéle ke en champ lointain. Pour plus de détails sur ces modéles diglémce, on se référera au livre
de Pope $6]. Une comparaison des résultats obtenus en utilisant lel@® ke SST etR;; — e SSG
est réalisée dans le paragraphe 4.2.4.
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4.2 Validation des calculs CFD

4.2.1 Validation en force pour la configuration de référence

La force fluide s’exercant sur chaque face de surface dudrgliest intégrée sur tout le cylindre.
A partir de la force totale ainsi obtenue, on peut calculsrdemposantes de portance et de trainée et
de la force normale et les comparer aux mesures expériresrpaésentées auparavant dans le para-
graphe 2.2.1. On observe une trés bonne correspondanedemnpoints expérimentaux et numeériques,
tant au niveau de la composante de trainée que de celle daport
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Fig. 4.2 —Composantes de portan€g cosa et de trainé€’'psina de la force normalé’y telle que
Cn = Cprcosa + Cpsina. (¢) composante de portance mesurée avec la balance bidimen-
sionnellee) composante de portance mesurée avec la balance de prégisioomposante
de portance obtenue par les calculs CRD,composante de trainée mesurée avec la balance
bidimensionnelle(=) composante de trainée obtenue par les calculs CFD.

Les coefficients de portance numériques sont comparés afficents de portance mesurés ex-
périmentalement et déja présentés dans le paragraphe ToRtlcomme dans le cas expérimental, on
observe pour les coefficients numériques une variationratigde avec l'inclinaison (figure 4.3a), sauf
aux petits angles ou la variation est linéaire (figure 4.8langle de transition entre les variations li-
néaires et quadratiques, autourade= 4° est [égérement inférieur & celui observé expérimentalemen
qui est autour dex = 5°.

Les simulations numériques sont répétées pour des lorggdewylindrel, = 0.3 metL = 0.6 m.

La figure 4.4(a) montre les coefficients de portance pour eas dylindres ainsi que pour le cylindre de
référence de longuedr = 1.2 m a des inclinaisons comprises entrg® et5°. Les données numériques
sont proches des points expérimentaux, et tout comme emimgrdal, on observe une variation du
coefficient de portance linéaire avec l'inclinaison.
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(a) Coefficient de portance en fonction de I'inclinaison giu ¢ (b) Zoom de la figure (a) pour les petites inclinaisons.
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Fig. 4.3 —Coefficient de portanc€, en fonction de l'inclinaison du cylindre pourL/D = 60 et

a Re = 24000. (o) Coefficients de portance mesurés avec la balance de préeisjc )
coefficient de portance obtenu les calculs CFD.
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(a) Coefficient de portance numériques et expérimentaubeRente du coefficient de portance en fonction du rapport
fonction de l'inclinaison pour différents rapports d’'as- d’aspectL/D.

pects.

Fig. 4.4 —(a) Coefficient de portand€;, en fonction de l'inclinaison du cylindre. Résultats CFD :

(«) L/D =15, (=) L/D = 30 et(-) L/D = 60. Lignes de mémes couleurs : résultats
expérimentaux. (b) Pente du coefficient de portatigéa en fonction du rapport d’aspect

L/D déterminée a partire) des points expérimentauf) des résultats de calculs CFD et
(- - -) asymptote”;, /o = 0.1 pour les grands rapports d’aspect.

On évalue ensuite la pente des courbes pour chaque cyliresgentes”;, /« des résultats numeé-
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riques sont comparées a celles des résultats expérimesndigure 4.4(b). Les simulations numériques
permettent de retrouver la diminution de la pente avec Ilguear des cylindres observée dans les expé-
riences.

On a montré que les simulations numériques permettaieriededprésenter les efforts globaux. On
va dans la suite regarder leur représentativité pour deglgras plus locales : la pression a la paroi du
cylindre et le champ de vitesse dans le sillage a une dis@a@d6 m de la pointe amont.

4.2.2 Validation en pression pour la configuration de référace

En figure 4.5, on compare les distributions de pression @rpétales réalisées sur un contour de
cylindre 40.46 m de la pointe amont et détaillées en paragraphe 2.3.1 aveliskeibutions numériques
réalisées aux mémes inclinaisons et a la méme distance dimta pmont. Pour la plus faible inclinaison,
«a = 3.6°, la distribution de pression donnée par les simulationsérigues et tracée en figure 4.5(a) est
trés proche de la distribution expérimentale. Pour lesriaidonsa = 6.3° eta = 8.3°, les simulations
numériques offrent d’excellents résultats pour des anjles 60°. Au-dela, la simulation numérique
surestime la dépression dans la zé66@ < 6 < 130°. Pour des angles azimutati30° < 6 < 180°, ce
qui correspond a l'arriére du cylindre, la pression donrefdgs simulations numériques est de nouveau
bien représentative des mesures expérimentales.

Les simulations numériques ayant donné de bons résultatsaat et a I'arriére du cylindre, on pour-
suit la comparaison entre résultats numériques et expétame en tracant simultanément en figure 4.6
les coefficients numériques et expérimentaux a I'avant(0°) et a la based = 180°) du cylindre
en fonction de l'inclinaison. La distance a la pointe amastt@mmme précédemment det6 m. Ce
qui avait été constaté sur les trois distributions de poesde la figure 4.5 se vérifie sur une plus large
gamme d’inclinaisons : les coefficients de pression nurnéscet expérimentaux a lI'avant et a l'arriere
du cylindre se superposent bien. Fait remarquable, onusgdrta méme pente dil6 pour la variation
linéaire de la pression a I'avant du cylindre avec I'angle.
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Fig. 4.5 —Coefficient de pressiofi', en fonction de I'angle azimutdl a une distance /D = 23 de
la pointe amont du cylindre etRe = 24000 pour trois inclinaisons:. (e) Coefficients de
pression expérimentaux et) coefficients de pression obtenus par calculs CFD.
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Fig. 4.6 —Coefficients de pressio@i,, a une distance = 0.46 m de la pointe amont du cylindre.
Pressior{e) expérimentale €t) numérique a I'avant du cylindf@ = 0°), pression de base
(6 = 180°) (=) expérimentale €t:) numérique(- - -) valeur de la pression pour le cylindre
a l'horizontaleC), = Cp(a = 0°), (- -) régression linéair€, = 0.16a(rad).

La capacité des simulations numériques a représenterdaipnea I'avant et a I'arriere du cylindre
explique celle a représenter la force normale : en effeprigefnormale est principalement une force de
pression qui est intégrée sur la surface du cylindre et {g®jeans la direction normale. La contribution
des forces de pression s’exercant sur les cotés du cylistidoac faible, ce qui conduit ainsi a de bons
résultats en force, méme si la pression sur les c6tés dudoglimiest pas bien estimée. L'étude du champ
de vitesse a l'arriére du cylindre, présentée dans le paphgrsuivant, fournira des indications sur les
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phénomenes qui peuvent expliquer une surestimation depl@sion sur les cétés du cylindre dans le
cas numérigue.

4.2.3 Validation en vitesse pour la configuration de référece

Afin de pouvoir comparer directement les champs de vitessgrigues et expérimentaux, on extrait
des résultats des calculs CFD les champs de vitesse et dgteatans le méme plan que le plan PIV des
expériencesf. paragraphe 2.4.2). On montre ainsi en figure 4.7 le champtelesei dans la direction
al'arriere du cylindre pour le cylindre & I'horizontale etyy trois autres inclinaisons identiques a celles
des expériences PIV. Cette figure peut donc étre directemiseten regard de la figure 2.14.

(a) (b)
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Fig. 4.7 —Champs PIV de la vitesse dans la directioé I'arriere du cylindre pour quatre inclinaisons :
(@a)a = 0.0° (b)ax = 3.6°, (c)ae = 6.3° et (d)aw = 8.3°.

On observe que pour le cylindre a 'horizontale I'épaissaeiia couche limite numérique est du
méme ordre que celle mesurée expérimentalement. Pous festaclinaisons, on trouve que les calculs
CFD surestiment la taille de la zone de déficit de vitesseradi@ du cylindre. De plus, les expériences
montraient que la zone de déficit de vitesse portait la masiga@leux vortex stationnaires contra-rotatifs
sous la forme de deux cellules de déficit de vitesse a I'a@rdércylindre. Ce n’est jamais le cas dans les
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résultats de simulations, et ce quel que soit I'angle.

La figure 4.8 montre la vorticité dans la directisrdans le méme plan que celui de la figure pré-
cédente. Dés l'inclinaison d&6°, on observe deux vortex stationnaires contra-rotatifsagaiére du
cylindre. La zone sur laquelle on observe de la vorticité t&is’étendre avec I'inclinaison. Cette figure
peut directement étre comparée a la figure 2.15 qui montrerteié mesurée expérimentalement dans
le méme plan et pour les mémes inclinaisons du cylindre. Gingque les vortex obtenus dans les si-
mulations numériques sont nettement plus faibles et pergdéts que ceux mesurés expérimentalement.

(a) (b)
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Fig. 4.8 —Champs PIV de la vorticité dans la directiora I'arriére du cylindre pour quatre inclinai-
sons: (ap = 0.0°, (b)a = 3.6°, (c)a = 6.3° et (d)a. = 8.3°.

La faible valeur de la vorticité au coeur des deux vortex danas numérique explique le fait gu'on ne
retrouve pas la trace des vortex dans la figure montrant leitti#di vitesse dans la directian(figure 4.7),
contrairement aux résultats expérimentaux.
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4.2.4 Influence du maillage et du modele de turbulence

On a effectué quelques vérifications afin d’évaluer l'infeeedu maillage et du modéle de turbulence
sur les résultats en force et en pression. La figure 4.9 mamiséle coefficient de portance en fonction
de linclinaison du cylindre en expérimental, pour la confagion humérique de référence, pour une
configuration avec une taille de maille plus large et poureordiguration avec une taille de maille plus
large et un autre modeéle de turbulence. On rappelle que dammfiguration de référence, le maillage a
une taille de maille caractéristiguer = 1.6 mm et le modéle de turbulence utilisé est le modéle w
SST. Le maillage moins raffiné a une taille de maille car@tique Ax = 2.6 mm et le deuxiéme modeéle
de turbulence utilisé est le modédke; —e SSG. On n'observe pas de grandes différences entre letatésul
numériques pour les trois configurations aux petits anflesra = 7°, les différences sont Iégérement
plus marquées et la configuration avec le maillage moinséadfi le modéle de turbulenée-w donne les
moins bons résultats. On en conclut donc que pour le coeffide portance, les modéles de turbulence
k — w SST etR;; — ¢ SSG donnent des résultats similaires : les variations ifie®at quadratiques
du coefficient de portance sont bien représentées. Le geillaoins raffiné dégrade sensiblement la
solution mais les résultats restent convaincants.
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(a) Coefficient de portance en fonction de I'inclinaison giu ¢ (b) Zoom de la figure (a) pour les petites inclinaisons.
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Fig. 4.9 —Coefficient de portanc€', en fonction de l'inclinaison du cylindre pourL/D = 60 et
a Re = 24000. (o) Coefficients de portance mesurés avec la balance de prédisip
calculs CFD sur la configuration de référente:(= 1.6 mm et modéle de turbulenée— w
SST), (o) calculs CFD sur la configuration avec le modéle de turbuldtige- ¢ SSG et
Ax = 2.6 mm, et( ) calculs CFD sur la configuration avéer = 2.6 mm le modeéle de
turbulencé: — w SST.

On continue la comparaison cette fois a une échelle plugloCa trace en figure 4.10 le coefficient
de pressiorC, a l'avant et a l'arriere du cylindre en fonction de l'inclinan pour deux maillages et
le modéle de turbulenck — w. On voit que pour l'inclinaison dé° les deux maillages donnent des
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résultats similaires. En revanche, le maillage plus raffioéfiguration de référence) donne de meilleurs

résultats pour l'inclinaison de°. Le maillage de référence contiert millions de cellules et le logiciel
de maillagegmsh ne permet pas de le raffiner plus.
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Fig. 4.10 —Coefficients de pressidat}, a une distance = 0.46 m de la pointe amont du cylindre. Pres-
sion a l'avant du cylindréd = 0°) (e) expérimentalg,e) numérique sur le cas de référence
et(-) numérique avedx = 2.6 mm, pression de bagé = 180°) (a) expérimentale(s)
numérique sur le cas de référencd gt numérique aved\z = 2.6 mm, (---) valeur de
la pression pour le cylindre a 'horizontalé, = C,(a = 0°), (--) régression linéaire
Cp = 0.16a(rad).

La figure 4.10 montre le coefficient de pressiOp a I'avant et a I'arriere du cylindre en fonction
de linclinaison pour les deux modeles de turbulehce w SST etR;; — ¢ SSG. On observe de grands
écarts entre les résultats expeérimentaux et ceux obtenudgoonfiguration utilisant le modelg;; —

e SSG, qui sous-estiment la pression a I'avant du cylindraueestiment la dépression a l'arriére du
cylindre. De plus, la pression a I'avant varie quadratigeletncontrairement aux résultats expérimentaux
et numériques pour la configuration de référence.

La différence de pression entre I'avant et I'arriere durayie est, par contre, du méme ordre que
celle observée sur les résultats expérimentaux, ce quigerptrés certainement le fait que les résultats
en force pour ce modéle de turbulence sont bons. La compardiss résultats en pression invalide
donc, dans les conditions d’utilisation telles que désridlans ce chapitre, les résultats obtenus pour
ce modéle de turbulence. On a donc bien montré que la cortfigude référence est bien le meilleur
compromis, étant donnée la limitation en nombre de celldledogiciel de maillage et les temps de
calculs admissibles.
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Fig. 4.11 —Coefficients de pressiofi, a une distance = 0.46 m de la pointe amont du cylindre.
Pression a 'avant du cylindr@ = 0°) (e) expérimentale(s) numérique sur le cas de
référence ete) numérique avec le modéle de turbulerite — ¢ SSG, pression de base
(0 = 180°) (=) expérimentale(=) numérique sur le cas de référenceet numérique
avec le modéle de turbulenég; — ¢ SSG,(- - -) valeur de la pression pour le cylindre a
I'horizontaleC,, = Cy,(ae = 0°), (- - ) régression linéair€', = 0.16c(rad).

4.3 Evolution de la pression et du champ de vitesse le long dylmndre

4.3.1 Etude de la pression

La configuration de référence ayant été validée en force @re&ssion par comparaison avec des
points de mesure expérimentaux, on peut maintenant étééide & des zones ou il n’y a eu de mesures
expérimentales. On choisit ainsi d’étudier la pressiorofggldu cylindre pour, d’'une part, caractériser
la distance sur laquelle on observe des effets de bord etird’part, évaluer la variation de pression le
long du cylindre.

On trace en figure 4.12 le coefficient de pression a I'avantl'ar@ére du cylindre en fonction de
la distance a la pointe./D sur un axe correspondant a I'axe du cylindre. On remarqudesueffets
de bords sont visibles jusqu@2 m des pointes amont et avale et sont caractérisés par degsvale
de pressions d’autant plus faibles que I'on est proche deilte Dans la zone entre./D = 10 et
z./D = 50, on observe une perte de charge selon I'axgui évolue linéairement avec la distance a la
pointe. La pente est différente selon que I'on se trouvevatitou a I'arriére du cylindre.

La figure 4.13 montre la perte de charge selon I'axen fonction de I'inclinaison du cylindre. Pour
des inclinaisons inférieuresi, la perte de charge a l'arriére du cylindre dépend peu delitiaison.
Pour l'inclinaison der°, la perte de charge a I'arriére du cylindre est moindre. Antredre, la perte de
charge a I'avant du cylindre augmente avec l'inclinaisoett€augmentation est linéaire paur< 5°.
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Fig. 4.12 —Coefficient de pressio@, en fonction de la distance a la pointe amont du cylinelreD.
Traits pleins : avant du cylindré & 0°) et traits pointillés : arriére du cylindré & 180°).

Les conditions de symétrie sur les bords latéraux du domeaevalentes a des conditions de glis-
sement, impliquent que la perte de charge est uniquememrtudedindre. Cette augmentation de la perte
de charge a I'avant du cylindre peut étre liée a les valews glevées de I'écoulement axial a I'avant du
cylindre qu’'a I'arriere dans le sillage ou on a observé unezte déficit de vitesse.

Afin d’'affiner ce résultat, on trace en figure 4.14 les distidns de pressions obtenus pour un cy-
lindre incliné de5° et pour différentes distances a la pointe amont. La plusdgraariation de pression
avec la distance a la pointe se fait a I'avant, ou la pressiod & diminuer & mesure que I'on s’éloigne
de la pointe.

L'intégration de ces distributions de pression permet davier les coefficients de force normale
locaux que I'on présente en figure 4.15. On montre que le cazffi de force normale local tend a
diminuer quand la distance a la pointe amont augmente. Qiateste toutefois a confirmer au niveau
expérimental car on a montré que le coefficient de force nlerswa tout le cylindre ne dépend pas de la
longueur du cylindre pouk./D > 60 (figure2.7).
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4.3.2 Etude du champ de vitesse

En figure 4.16, on présente le rapport entre le module dedasat et la vitesse incident& dans
une coupe longitudinale pour une inclinaisan= 5°. On observe que le déficit de vitesse a l'arriere



74 CHAPITRE 4. SIMULATIONS CFD SUR UN CYLINDRE EN ECOULEMENT QASI-AXIAL

0.014

0012l — R T — — 1
PPN AN WNPR NS SN S
AU I S NN N LT S
0.006f S ICE STt ]
000G -+ ]

0,002 -+ -

0.000 i i i i i

Fig. 4.15 —Coefficient de force normale locale obtenu par intégraties distributions de pression de
la figure 4.14 en fonction de la distance a la pointe amont dindne x./D pour une
inclinaison du cylindrglpha = 5°.

du cylindre s’accroit a mesure que I'on s’éloigne de la @oifin ne cherche pas ici a quantifier I'aug-
mentation de la largeur du sillage étant donnée la mauveggésentativité des simulations numériques
concernant le champ de vitesse mise en évidence dans legqanagt.2.3. On met ici en évidence un
effet tridimensionnel d( a I'écoulement axial : 'augmeiata du sillage le long du cylindre. Au vu des
bons résultats en force et en pression malgré une moins lvésoleition du champ de vitesses, cet effet
peut étre négligé. Pour des longueurs de cylindre tres irapks, il faudrait vraisemblablement revoir
cette hypothése.

Fig. 4.16 —Rapport entre le module de la vitesset la vitesse incidenté dans une coupe longitudi-
nale pouix = 5°.
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4.4 Conclusion

La bonne corrélation entre les résultats numérigues pi€setans ce chapitre et les résultats ex-
périmentaux souligne la capacité des calculs CFD a caléedeforces s’exercant sur un cylindre en
écoulement quasi-axial. On a ainsi pu retrouver les résuttgpérimentaux pour la force et la pression :

— la contribution minoritaire de la composante de trainéefarce normale,

— la linéarité de la portance avec I'inclinaison aux petitedinaisons (poukx < 4° en numeérique

contrea < 5° dans les expériences),

— lalinéarité du coefficient de portance a I'avant du cyledvec I'inclinaison.

L'étude du champ de vitesse a montré que les simulations mgmes sous-estiment les vortex station-
naires a l'arriere du cylindre, ce qui ne permet pas de biédipr le déficit de vitesse a l'arriére du
cylindre. Ceci influence peu les résultats sur la force etéagion sur I'avant et I'arriére du cylindre.

La validation des simulations numériques en force et ersfmegermet de compléter les résultats
expérimentaux en explorant des zones non accessibles auxeaeOn observe ainsi une perte de charge
sur I'avant du cylindre supérieure a celle mesurée suidar Cette différence peut étre due a la vitesse
d’écoulement axial, plus faible dans le sillage qu’a I'avdn cylindre. Le champ de vitesse met quant
a lui en évidence une augmentation du sillage le long du dsdinqui pourrait avoir des conséquences
non négligeables dans le cas de cylindres de trés grandedondCes résultats ouvrent des perspectives
d’études expérimentales sur la variation de la pressioonig tiu cylindre.

En perspective des ces simulations numériques, d'autrdglesde turbulence pourraient étre testés
pour essayer d’obtenir une bonne représentation des erpésd a la fois en vitesses et en pression. Des
simulations pourraient également étre réalisées en dyperen faisant osciller le cylindre en écoule-
ment et en comparant les coefficients d’amortissement obtanceux déterminés expérimentalement
dans le chapitre 3.
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Faisceau de cylindres oscillant dans un
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Chapitre 5

Eléments bibliographiques sur le faisceau
de cylindres oscillant en écoulement axial

On se propose dans ce chapitre de faire une revue bibliadguephkles travaux réalisés sur les fais-
ceaux de cylindres rigides et en écoulement axial afin deidiEfinaxes de recherche sur la détermination
de I'amortissement fluide et de la masse ajoutée. La plugarétudes sur des cylindre en écoulement
axial se concentrent sur les faisceaux flexibles. Les tragat les cylindres ou faisceaux de cylindres
confinés, rigides et en écoulement axial sont peu nombredatent généralement des annéesPour
des cylindres ou des faisceaux de cylindre flexibles, defficieats de masse ajoutée et d’amortissement
modaux sont définis mais ne peuvent pas étre directemeiséatpour I'étude des faisceaux rigides. Les
configurations avec cylindres flexibles représentent demples classiques d'interaction fluide-structure
et ont été, jusqu’a aujourd’hui, largement étudiés a ladrEerimentalement et numériguement. On s’at-
tachera dans ce chapitre uniquement a présenter les travales cylindres ou faisceaux de cylindres
rigides.

L'application industrielle des travaux de cette thése astdtermination des efforts latéraux s’exer-
¢ant sur un assemblage combustible sous séisme. L'étudanderfissement, jusque la limitée au cas
d’'un seul cylindre, doit étre élargie aux cas du faisceauytindres. Dans un assemblages combustible,
le rapport entre la distance inter-crayons et le diamétreralyon est d@.3. On s’attend donc a ce que le
confinement modifie 'amortissement et la masse ajoutéegpgort aux travaux sur le cylindre unique
non confiné présentés dans les deux parties précédentes.

De nombreuses publications ont montré que I'amortisseaehfssemblage combustible augmente
avec la vitesse de I'écoulement axia0[ 71, 10, 9, 39]. L'écoulement axial crée ainsi un amortissement
supplémentaire par rapport au cas ou I'assemblage osaiile uh fluide au repos. Les phénoménes phy-
siques a l'origine de cet amortissement, pour les faiblesses d’oscillation comparées a la vitesse de
I'écoulement axial R < 0.2), ont en revanche été trés peu étudiés. Pour réduire le motelbdegrés de
liberté et étudier la dynamique d’'un cceur de centrale nirelédes approches de type milieu poreux ont
été privilégiées par certains auteud8,[84] avec des méthodes d’homogénéisatibg, [L8, 19, 66] ou
de moyenne spatial&(]. On s'intéresse dans le cadre de cette thése aux effodsxaur les crayons
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combustibles et de telles approches ne sont dans ce casrpasries. Cette décomposition lorsqu’elle
est faite a I'échelle d’'un assemblage combustible restesgge puisque d’'une part on considére I'amor-
tissement total de I'objet comprenant les crayons comitiesti les tubes guides et les grilles, et d'autre
part la déformation locale de I'assemblage crée inévitabte des effets fluides 3D et non linéaires, dus
a I'écoulement axial et au fait que tous les points de I'agdage n’oscillent pas a la méme amplitude.

Dans un premier temps, on effectue une bréve revue des xrax&iants sur la masse ajoutée avec
I'étude de l'influence du confinement pour le cas d’'un uniquiéndre et pour le cas du faisceau de
cylindres. La pertinence du calcul potentiel est discubins un second temps, les modeéles d’amortis-
sement fluide pour le réseau de cylindre sont présentés tet@mparés a ceux utilisés dans le cas d'un
unigue cylindre oscillant. On présente en conclusion, leléf®de force qui sera discuté dans I'étude
expérimentale des forces s’exercant sur un faisceau dedogh dans le chapitre suivant.
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5.1 Variation de la masse ajoutée avec le confinement et le nbne de
Reynolds

5.1.1 Masse ajoutée d’'un cylindre confiné

Dans le cas d'un fluide parfait, incompressible et pour unikronent potentiel, la masse ajoutée peut
étre définie simplement comme la force s’exercant sur ledsdi qui permet de transférer I'énergie d’un
objet oscillant dans un fluide au repos au fluide autour dgdtoPour le cas d’'un cylindre de diamétre
D et de longueul oscillant dans un fluide au repos et dans un milieu infini, uoutale conservation
de I'énergie en considérant un écoulement potentiel attowylindre permet d’obtenir une expression
de la masse ajoutéd, = prLD? /4. Le coefficient de masse ajoutée est défini comme le ratie éatr
masse ajoutée (mesurée ou calculée) et la masse de fluidmeatans le volume du cylindre oscillant

(équation 5.1).
M,

Co=—F5—
¢ pDTQWL

(5.1)

La valeur potentielle du coefficient de masse ajoutée est @jn= 1. La notion de masse ajoutée peut
étre étendue au-dela du cadre théorique des écoulemeattdiplsten la définissant comme un terme de
force fluide en phase avec 'accélération. Une telle débimitevient a faire un développement limité a
I'ordre 2 de la force fluide dans I'approximation linéaire. Des exgréres effectuées par Sarpkagad][

sur le cas d'un cylindre non confiné et oscillant dans un flaideepos ont montré que pour des ampli-
tudesA telles que2r A/D < 8, le coefficient de masse ajoutée est proche de sa valeurtiptiteerDe
maniére cohérente avec cette constatation, Sarpkayaemabopas de détachement tourbillonnaire dans
cette gamme de parametres. Pour des valeurs d’amplitudeéfgluées, Sarpkaya & Isaacs@d[ob-
servent différents régimes de détachement tourbilloesajui entrainent une dépendance du coefficient
de masse ajoutée a I'amplitude et la fréquence des osmifatSarpkaya6?] mesure ainsi des coeffi-
cients de masse ajoutég, variant de—0.4 a1.0. On conclut de ces travaux que la valeur de la masse
ajoutée potentielle est pertinente en I'absence de détemtitetourbillonnaire.

Des calculs laminaires sans écoulement de masse ajoutég@ifiectués dans un contexte industriel
dans les annéeg) par Chen & Chung13] sur le cas de deux cylindres concentriqgues séparés par un
fluide visqueux incompressible. Le cylindre extérieur egt #t le cylindre inférieur oscille a faible
amplitude. Chen & Chung ont montré que la viscosité et le nenfient tendent a faire augmenter la
masse ajoutée. En comparant leurs résultats numériquesoariae donnée par un calcul potentiel, ils
observent que les effets du confinement peuvent étre \ssjdgju’a des distances entre les parois des
deux cylindres égales&fois le rayon du cylindre et que I'effet de la viscosité egt négligeable jusqu’a
des nombres de Reynoldg: ~ 1000.

Il n'existe aucune donnée sur la masse ajoutée d'un cylinglicke oscillant en écoulement axial. Un
écoulement axial uniforme autour d’'un cylindre rigide nedifiant pas le résultat du calcul de masse
ajoutée potentiel, la valeur de masse ajoutée potentielieéfégrence est identique a celle obtenue dans
le cas d'un cylindre oscillant dans un fluide au repos. Cepeind’écoulement axial garantissant un
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nombre de Reynolds élevé, on ne s’attend pas a un effet desdasiié. L'absence de détachement
tourbillonnaire, constatée dans I'étude statique du dyéirincliné dans le chapitre 3, indique que 'on
se trouve dans un régime d’écoulement différent de ceux lpguel Sarpkaya & Isaacson ont observé
d’'importantes variations du coefficient de masse ajoutée.

5.1.2 Masse ajoutée d’'un faisceau de cylindres

La masse ajoutée d'un faisceau de cylindres a été étudiédelaantexte de vibrations ou de départ
en instabilité de faisceaux de cylindres flexibles. Lesudalcle masse ajoutée effectués sur ce type
d’'objets sont des calculs potentiels, qui prennent en cengptmouvement relatif des cylindres dans le
faisceau. On obtient ainsi une matrice de masse ajouté@gneda valeur de la masse ajoutée de chaque
cylindre du faisceau pour chaque mode d’oscillation dwcEssl. Des calculs potentiels bidimensionnels
de modes de faisceaux de cylindres oscillant dans un fluidepms ont été réalisés entre autres par Chen
& Rosenberg 14], Yamamoto 7], Chung & Chen 15] et Dalton R0Q].

Paidoussis etl. [51, 52] ont développé une méthode de calcul de masse ajoutée daas tEun
faisceau de cylindres flexibles oscillant en écoulemerdlakie probléeme a résoudre est ici tridimen-
sionnel : & cause de I'inclinaison locale du cylindre, l@sse axialé/ se décompose en une composante
longitudinale et une composante latérale qui s’'ajoute #éase d'oscillation. Le calcul de masse ajoutée
est effectuée en considérant I'écoulement comme potehbematrice de masse ajoutée ainsi obtenue
est utilisée en donnée d’entrée des calculs par coefficimitugnce qui prennent en compte les efforts
fluides sur la structure au moyen de coefficients globawef#sjsur les modes et ainsi que les effets de
dissipation dans les directions latérales et axiales giadefficients d’amortissement fluide.

Dans cette partie de la thése, on s'intéresse au cas d'wedaigigide oscillant latéralement dans
un écoulement axial. Les cylindres restant parallélesenik, la détermination de la matrice de masse
ajoutée est un probléme potentiel unidimensionnel idaetig celui du faisceau rigide oscillant dans
un fluide au repos. Les travaux de Chég][ont montré l'influence du confinement et de la forme du
faisceau pour la détermination de la masse ajoutée. La flgdresprésente ainsi la masse ajoutée du
cylindre central pour deux types de faisceaux et en fona®biespace inter-cylindre. On observe, tout
comme dans le cas du cylindre unique confiné, que la masse@jaugmente avec le confinement du
faisceau pour les configurationsrat 9 cylindres. La valeur de masse ajoutée d’un cylindre unique e
écoulement potentiel est quasiment atteinte lorsqued@sment des centres des cylindfésiépasse
deux diameétres de cylindre. Pour un assemblage combyskbie = 1.3, on s’attend donc a ce que
la valeur du coefficient de masse ajoutée des cylindres arecen faisceau soit de I'ordre de 1.45
(figure 5.1).
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Fig. 5.1 —Valeurs expérimentales et numériques du coefficient deenagsatée pour le cylindre central
en fonction du rapport entre I'espaceméhtdes centres des cylindres et le diamétre des
cylindresD d’aprés Chen]Z].

5.2 Force d’'amortissement fluide s’exercant sur un faisceade cylindres

5.2.1 Modele d’amortissement pour un faisceau de cylindres

Il n'existe pas dans la littérature de résultats expériaente force d’amortissement fluide sur des
faisceaux rigides de cylindres oscillant en écoulemerdlakin effet, les études sur les faisceaux de
cylindres sont pour la plupart réalisées sur les faisceatfigrohables et visent a déterminer la vitesse
réduite de départ en instabilité ou la fréquence et les mdtesillation des cylindres du faisceau.
Dans I'étude de ces effets, la vitesse réduite et la fréguemascillation dépendent principalement de
la masse ajoutée et dans ce contexte, il n’est pas indidgenda connaitre I'amortissement avec une
grande précision. Néanmoins, 'amortissement a une griafidence sur 'amplitude des oscillations et
il est nécessaire de disposer d’un modéle validé d’amertissit pour pouvoir prédire 'amplitude avec
précision.

On détaille dans cette partie la méthode de Paidoussis &[Slisgui permet de prédire 'amortis-
sement fluide sur un faisceau de cylindres en se basant suwdélende Taylor présenté en figure 1.7
qui a été élaboré pour le cas d'un unique cylindre non confieé ane approche quasi-statique. L'équa-
tion (5.2) donne ainsi I'expression du coefficient d’amxﬁimean{}ss en fonction de I'angle instantané
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a(t) pour le faisceau de cylindres.
Ciss — Neyi(Cra+ CE9 a?), aveca = T (5.2)

Si la forme de la force est identique au modele de Taylor, les coefficients de friCticet C=90°
dépendent du confinement et doivent donc étre recalculés ou mesurés dans le cas du faisceau.

La valeur du coefficient de frictio6'; peut étre estimée par la loi de Darcy—Weisbach (équation 5.3).
Cette loi relie la perte de charge le long du faiscéauau coefficient de friction en pargip.

Y-l
Dans cette équatio] représente la vitesse de I'écoulement axidDgtest le diamétre hydraulique qui

est égal au ratio entre la section fluide et le périmétre mouillé. Les valeurs du coefficient de ffiction

en fonction du nombre de Reynolds et de la rugosité sont données dans le diagramme de8Vibfidy [

Une valeur caractéristiqgue du coefficient de friction gst= 0.02 pour une paroi lisse et un nombre de
ReynodsRe = 60000. Le coefficient de friction du modéle de Taylor; est estime a partir de la trainée

du faisceau de cylindres immobile comme dans le cas du cylindre unigue non confiné. On écrit ainsi
Cr = Cp(a = 0°). Laforce de trainée étant principalement due a la différence de pression entre I'avant
et I'arriere du faisceau (équation 5.4), on obtient une relation entre le coefficient de friction du faisceau
Cy et la perte de charge le long du faisceau.

D2

. (5.4)

Cp(a =0°) = ne, Apm

En combinant les équations (5.3) et (5.4), on donne en équation (5.5) une expression du coefficient de
friction de I'assemblag€’s qui dépend du diameétre du cylindie, du diametre hydrauliqu®);, et du
coefficient de friction a la parafp.

™ D
Cy= 4fDDh (5.5)

L'estimation dngZQO" est plus difficile & déterminer : dans la configuration du cylindre unique non
confiné, elle était obtenue par le principe d'indépendance et correspondait a la trainée du cylindre en
écoulement transverse. Dans le cas du faisceau de cylindres, les cylindres du centre ont une vitesse équi-
valente qui correspond a la vitesse d’oscillation corrigée par une vitesse représentative de I'écoulement
rendant compte de I'entrainement du fluide par les cylindres environnants. Paiddiigsiefjose d'uti-
liser le coefficient de trainée du principe d’indépendance mais en remplagant la vitesse latérale par une
vitesse latérale équivalente pour tenir compte de la modification du champ de vitesse dans le faisceau. Le
calcul de la vitesse latérale dans le faisceau est réalisé en considérant I'écoulement comme potentiel sur
le cas du faisceau de cylindres auquel on a retiré°lec cylindre. Les vitesses fluides potentielles sont
intégrées sur le contour fictif dji®¢ cylindre et on utilise la valeur moyenm% ainsi obtenue pour
corriger la vitesse latérale dans I'expression générale de la force d’amortissement.

Rapport- gratuit.com @
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L'expression générale de la force d’'amortissement poaiseéau rigide est donnée en équation (5.6) :
la partie dissipative de la force normale est égale a la socumterme de friction et du terme de trainée.

ncyl_l
. . ; 1 —90° | ~ TV j
F§* = 3" SpDLCGU(X — Vi) + 5pDLCH™" X = VI|(X - Vi) (5.6)
7=0

5.2.2 Modéle de force normale pour un faisceau de cylindres

La figure 5.2 résume le modéle de Paidoussis pour le cas dscesa rigide dex., cylindres
oscillant en écoulement axial. Tout comme le modele de Tggdar le cylindre unique non confiné, le
modele de Paidoussis considére la force normale comme lmsahon terme de masse ajoutée et d’'un
terme d’amortissement. Le confinement et la perturbatiofédeulement par les cylindres du faisceau
sont pris en compte a plusieurs niveaux. Tout d’abord, Idicement induit une augmentation de la
masse ajoutée par cylindre par rapport a la valeur potestigel un cylindre non confiné. Le confinement
entraine également une augmentation de la composantectienfrile la force normale. De plus, les
cylindres au centre du faisceau voient un écoulement tfé&retit de celui autour d’'un cylindre non
confiné. Pour tenir compte de l'influence de la configurationfalsceau sur I'’écoulement, la vitesse
relative moyenne est estimée : elle correspond a la différemtre la vitesse du faisceau et la vitesse
instantanée de I'écoulement intégrée sur le contour deueheyjindre.

Ce modele de force normale a été utilisé par Paidous8i$]] pour I'étude de l'oscillation de fais-
ceaux de cylindres flexibles. Il observe que ce modéle pdéditus grandes amplitudes d’oscillation par
rapport aux amplitudes mesurées dans une expérience. Jmaisiens invoquées est la sous-estimation
de 'amortissement.

5.3 Conclusion et discussion

On a présenté dans ce chapitre un état de I'art sur I'influsacé force normale du confinement et
de la configuration en faisceau. Des études basées sur dals gadtentiels de masse ajoutée ont montré
gue le coefficient de masse ajoutée augmente avec le confihequél s’agisse d’un unique cylindre
confiné ou d'un faisceau de cylindres ol une diminution destadce inter-cylindres augmente le confi-
nement. Ces calculs potentiels ne permettant pas de prendampte I'influence de I'écoulement axial,
il n'existe aucune donnée connue sur la masse ajoutée dsoeéa rigide de cylindre en écoulement
axial. De méme, I'amortissement fluide d'un faisceau dendyfis n’est que partiellement connu et le
modéle de force normale de Paidoussis est trés largemensbiake modéle de Taylor qui a été discuté
dans le chapitre 2.

Dans le modéle de Paidoussis, la force normale s’exercafe faisceau de cylindres est la somme
d'un terme de masse ajoutée, ou le coefficient de masse ajesté&stimé par un calcul potentiel, d’'un
terme de friction estimé par la loi de Darcy-Weisbach et darme de trainée égal a celui du modéle de
Taylor. Dans les termes de friction et de trainée, Paideussiplace la vitesse d’oscillation par la vitesse
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Modéle de force normale pour un faisceau rigide de cylindresscillant en écoulement axial

1. Le coefficient de masse ajoutée est obtenu par un cal@nipelt il ne dépend pas de I'éca u-

lement axial :
C, ~ 1.45, pourP/D = 1.3 (5.7)

2. Le modeéle de Taylor présenté en figure 1.7 dans le cas dwoylunique est repris pour d2-
crire 'amortissement fluide syf*™* cylindre du faisceau. L'angle instantanéest corrigé
par la vitesse moyenne de I'écouleméfit autour du;j*®¢ cylindre estimée par un calc l

potentiel : . ‘
Cw** = Cra; + Cpa?, aveca; = LUV]%) (5.8)
3. Le coefficientC'p est déduit du principe d'indépendance :
Cp=1.1 (5.9)

4. Le coefficientC; est obtenue en estimant la trainée moyenne par cylindreisteéal de
cylindres. A cause du confinemeidt, est supérieur a la valeur trouvée pour un cylindre
non confinéC'; peut étre estimé en calculant la perte de charge dans ledaiszar la lo

de Darcy—Weisbach :
D

Dy,
ou Dy, = Sy/P,, est le diamétre hydraulique égal au ratio entre la surfacka dection
fluide Sy et le périmeétre mouillé,,,.

5. L'expression deFy pour le faisceau est obtenue en ajoutant les composantesaske m
ajoutée et d’amortissement :

Cy = % fD (5.10)

ncylfl

lpﬁ = o neCaX + Y (CrUX = V) +CplX - VRI(X - V}))  (5.11)
2 §=0

Fig. 5.2 —-Modele de force normale de Paidousdi$][pour un faisceau rectangulaire de cylindres
oscillantaved®/D = 1.3 etX << U.

relative d’oscillation pour chaque cylindre pour prendnecempte I'effet d’entrainement du fluide dans
le faisceau. Tout comme dans le modéle de Taylor, la pasEpditive de la force normale contient un
terme bilinéaire avec les vitesses axiale et latérale etume quadratique avec la vitesse latérale.

Le manque de données de validation pour le modéle de Paislfusttfie I'étude expérimentale réa-
lisée dans le chapitre suivant. On souhaite en particufigfier que I'anglex est bien I'unique parameétre
nécessaire pour décrire la force normale. Le caractéraileéu quadratique de I'amortissement sera
également caractérisé et les valeurs des coeffic@nts’; et Cp seront comparées a celles du modele
de Paidoussis.



Chapitre 6

Etude expérimentale d’'un faisceau de
cylindres oscillant en écoulement axial

Ce chapitre présente les mesures de force latérale ré&asisean faisceau de cylindres oscillant laté-
ralement dans un écoulement axial d’eau dans la veine d@#ssetunnel hydrodynamique. Le faisceau
de cylindres est constitué d@ cylindres organisés en un faisceau rectangulairgé e cylindres. Le
confinement du faisceau est élevé et est di, d'une part, dineorent des cylindres dans le faisceau
et, d’autre part, a la distance entre le faisceau et la pardadeine du tunnel hydrodynamique. Le
grand nombre de cylindres du faisceau permet de considéreoraportement général en force et ainsi
de définir des coefficients de masse ajoutée et d'amortisdguae cylindre. On souhaite caractériser la
variation des coefficients de masse ajoutée et d’amortesseen fonction de la vitesse de I'écoulement
axial, de la fréquence et de I'amplitude d’'oscillation. lcefculs et I'analyse des résultats présentés dans
ce chapitre ont été effectués sur la base des mesures egp&les de force et de déplacement réalisées
par Fanny Depaix dans le cadre de son stage de fin d'études.

Dans une premiére partie, on explique la géométrie du mergggérimental, le systeme permettant
de faire osciller le faisceau et le systeme de mesure. Damglenxiéme partie, on détaille le calcul
des coefficients de masse ajoutée et d’amortissement a gestmesures de force latérale et de dépla-
cement du faisceau. En troisiéme partie, on caractérisgstérae en air afin de valider I'utilisation de
la téte d’impédance dans la gamme de forces mesurées et altcer’amplitude de la force de frot-
tement créée par le systéeme de guidage. On étudie dans uinemeapartie le systéme en eau avec
tout d’abord les signaux temporels qui permettent enswteadculer les coefficients d’amortissement
et de masse ajoutée. La variation des signaux temporelgckelfdérale avec la fréquence et la vitesse
d’écoulement est en particulier caractérisée. Enfin, leffic@ents de masse ajoutée et d’'amortissement
sont tracés en fonction des paramétres caractéristiquesbléme : la vitesse de I'écoulement axial, le
ratio entre la vitesse d’écoulement et la vitesse d’oguilieet I'angle apparent de I'écoulement. L'étude
de ces coefficients permet de proposer un modéle de force fatiérale pour le faisceau de cylindres.
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guide simple avec bouchon étanche
veine du tunnel hydrodynamique

lame guide (carbon fil de péche tendu

U :
Eau — l. X :
(p,v) faisceau de cylindres (carbone)
guide avec joint et roulement a bil micrometre

tige cylindrique (acier)
m\capteur de force

guide avec roulement a billes
diabolo flexible

équerr

bielle

bloc moteur et motoréducteur

Fig. 6.1 —Schéma du montage permettant de faire osciller un faisce&wd cylindres et notations.

6.1 Montage expérimental
6.1.1 Description générale du montage

Le montage expérimental permet de faire osciller a bassgaénces un faisceau rigidenlg; = 40
cylindres et de mesurer simultanément la force latérale dtplacement du faisceau. Un schéma général
présente les différentes parties du montage expérimanfaj@e 6.1.

Le faisceau de cylindres est placé dans la veine du tunnebtlydamique et est soumis & un écou-
lement axial d’eau de vites€é variant entre).65 et5.2 m/s. Il est maintenu dans la veine par une lame
carbone dd3 mm de largeur et d&.9 mm d’'épaisseur passant a travers la rangée centrale ddregin
La lame carbone est guidée en haut et en bas de la veine papassages étanches. Le guide supérieur
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consiste en une fente de taille Iégérement supérieure énkadarbone et est fermé en haut par un bou-
chon étanche. La partie inférieure de la lame carbone @S¢ r@lune tige en acier denm de diamétre.

Le guide inférieur est composé d’une fente rectangulaméaire a la fente du guide supérieur prolongée
par un guide circulaire avec des roulements a billes qui pttemt de guider la tige circulaire en limitant
les frottements. Un joint circulaire est positionné a laesdu roulement et garantit I'étanchéité.

A I'extérieur du guide inférieur, un capteur de force est fixé tige en acier. La partie inférieure du
capteur est reliée a une tige en acier identique a la tigeisupé et guidée par un roulement positionné
dans l'alignement de la tige par une équerre. L'oscillaimusoidale du faisceau est obtenue en reliant la
tige d’acier a une bielle dem de longueur fixée sur I'axe du systéme de motoréducteulysierse, qui
permet de faire osciller le faisceau a basses fréquencagjéerit ultérieurement avec plus de précisions.
La bielle, lorsqu’elle est suffisamment longue, sert a padsm mouvement de rotation elliptique en
sortie du systeme de motoréduction a un mouvement de ttiamslaerticale a 'autre extrémité de la
bielle. La bielle étant de longueur finie, on place un petibdio en caoutchouc entre I'extrémité de la
bielle et la tige d’acier pour rattraper les petits déplaesis latéraux.

Lorsque le faisceau est placé dans un écoulement, sa posiiitrée dans la veine dans la direction
latérale n'est pas stable. A cause de la faible raideur diotode la lame carbone, le faisceau se met
alors en travers de la veine ce qui augmente les frottemeritsldme dans le guide et ne permet pas de
mesurer des efforts fluides. Pour remédier a ce phénoméempdaandeux fils de péche tendus au niveau
des pointes avales du faisceau pour ne pas perturber l&oeunk dés 'amont. On assure ainsi la stabilité
du montage, méme aux grandes vitesses d’écoulement axial.

6.1.2 Géométrie du faisceau de cylindres

Le faisceau dd0 cylindres de carbone est organisé en un réseau rectamgdésiix 8 cylindres. Les
cylindres ont un diametr® = 10 mm et une longueut, = 0.564 m. Les deux extrémités des cylindres
sont en forme de cénes 86 mm de long pour limiter les effets de bords aux extrémitésaikcéau.
Les pointes du cylindre mesureft mm (correspondant a la partie conique 3femm et une partie
cylindrique del0 mm) et sont vissées sur le corps cylindrique du cylindresp&ee inter-cylindre dans
le faisceau est d@ mm, la taille totale du faisceau est ainsigEemm en largeuri01 mm en hauteur et
530 mm en longueur. On rappelle que la section du tunnel de hydexdique esb = 90 mmx 150 mm,
le by-pass sur le c6té du faisceau est donddde- 14 mm sur la largeur ek = 24.5 mm en hauteur
(figure 6.2).

Pour assurer la stabilité du faisceau deux fils de péche &tardus verticalement a I'aval du cylindre
et affleurent la premiere rangée de cylindre a l'intérieufaisceau comme le montre la figure 6.3(b).
Comme on peut le voir dans cette méme figure, les premiéregegoiies premieres rangées ont été
remplacées par des pointes en bronze marine afin de limitérogements.

Les cylindres sont maintenus par des grilles en carbon2 men d'épaisseur et situées4id mm
des extrémités amonts et avales des cylindres. Les grilesvisibles en figure 6.4 et ont été concues
de maniéere a perturber le moins possible I'écoulement dafadceau. Les pointes des cylindres sont
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paroi de la veine d’essais

00000 -
00000 -
direction des oscillations . . . . .«—» H =14 mm
00000
00000 _ (p-10mm
00000
00000
00000 -

h =24.5mm

Fig. 6.2 —Coupe latérale : faisceau de cylindres dans la veine d®ssdimensions caractéristiques.

(a) Faisceau de cylindres, vue de face. (b) Faisceau de cylindres, détail
a l'aval du faisceau.

Fig. 6.3 —Faisceau d& x 8 cylindres dans la veine d’essais.

dévissées et les grilles sont intercalées entre le corpglitdie et les pointes. Les grilles ont été usinées
dans une plaque de carboneXmm d’épaisseur et leur forme reprend la forme du faisceaaiesant
une lame de carbone demm de large pour relier les cylindres entre eux. Des trougtinpercés sur
I'axe des cylindres pour pouvoir visser la pointe au corpgylindre a travers la grille (figure 6.4a).
Une fois la grille montée et les cylindres vissés, seulepdtses lames de carbones peuvent perturber
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(a) Grille de maintien. (b) Faisceau de cylindres et grille de maintien.

Fig. 6.4 —Faisceau d& x 8 cylindres et grille de maintien.

I’écoulement dans I'espace inter-cylindres (figure 6.4 systéme de grille ou les cylindres sont vissés
garantit la rigidité du faisceau et permet ainsi d'éviter\érations des cylindres.

6.1.3 Motoréducteur

(a) Motoréducteur a poulies et courroies cran{b) Fixation du bas de la bielle avec excen-
tées. tricité variable pour changer I'amplitude
d’oscillation.

Fig. 6.5 —Systeme d’entrainement du faisceau : moteur, réducteiglét (Source photos : rapport de
stage de Fanny Depaix).

Un systéme motoréducteur permet de faire osciller le faiscke cylindres. Il est composé d’'un mo-
teur électrique relié a un systeme de réduction constitygodbes (figure 6.5a). La fréquence d’'oscilla-
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tion peut étre changée en faisant varier la vitesse du mateaarun variateur ou le rapport de réduction
des poulies. L'amplitude d’oscillation est quant & elleléégen changeant I'excentricité de la bielle par
rapport a I'axe de rotation. Dans les expériences réali$éasentricité est réglé de maniére a obtenir
des amplitudes de déplacement vertical a I'extrémité deelelle2.7 mm,5.4 mm,7.5 mm et16.0 mm.

6.2 Systéme de mesure

6.2.1 Mesures de forces

La force dans la direction des oscillations est mesurée parapteur de force Briel & Kjeer de
type 8001. Le capteur est monté a I'extérieur de la veine entre laeigtll'extrémité de la tige ronde
de guidage. On mesure ainsi les efforts subis par le montagiessus du capteur. Le capteur se com-
porte comme un passe-haut : il ne mesure ni les efforts iostetires de fréquence inférieure3 iz,
ni les efforts statiques. Les fréquences d’'oscillation @ailsdeau dans les expériences réalisées sont en
conséquence toujours supérieuresHe.

Le capteur étant situé a I'extérieur de la veine, la forceadyigue mesuré@’y est la somme des
forces fluides inertielleﬂ'\}f?’ et d’amortissemenF]%{jf dans la direction des oscillations, de la force
d'inertie du faisceau et de la Ianfé"vfjgr et des forces de frottement au niveau des gu]@égs (équa-
tion 6.1).

Fy = FS + F5 + FRS + Fise, (6.1)

Le post-traitement des signaux temporels de force estléédans le paragraphe 6.3.2.

6.2.2 Mesures de déplacement

Les expériences sont réalisées a des fréquences inférglirélz, ce qui correspond a de trés basses
fréquences. On a donc renoncé a utiliser I'accélérométieagteur de force. On se sert a la place d’'un
micromeétre optique pour mesurer directement le déplacethefaisceau. Ce systéme a déja été utilisé
auparavant dans I'expérience du cylindre oscillant liatren écoulement axial et est décrit dans le
paragraphe 3.1.1.

Des mesures de déplacement réalisées avec deux micronfiéineds 'amont et l'autre a I'aval du
faisceau, ont montré I'absence de déphasage entre I'amdiaval du faisceau. Le faisceau a donc
uniguement un mouvement de translation. Dans les expésenn se sert donc d’'un seul micrométre,
placé a l'aval du faisceau, pour mesurer le signal de déplene

6.2.3 Mesures de vitesse d’écoulement

La vitesse de I'écoulement est mesurée a I'entrée de la peinen débitmétre. La vitesse de I'écou-
lementU au niveau du faisceau, qui est différente de la vitéssmesurée a I'entrée de la veine a cause
de I'obstruction d’'une partie de la veine par le faisceatieeimée par un calcul de conservation du
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débit :
S;
U=U;— 6.2
5 (6.2)
ou S; est la section de la veine a I'entrée St la surface de fluide dans une section ou le faisceau est
présent. On établit ainsi la relatidh = 1.3U;. La gamme de vitesses d’écoulement des expériences est

U=0.65—-52m/s

6.3 Traitement des signaux temporels de force et de déplacemt

6.3.1 Signaux de déplacement

0.0 0.5 1.0 1.5 2.0 0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
t/T t/T

(@ U =0m/s,f =5Hz. (b) U =3mls,f =5Hz.

Fig. 6.6 —Déplacement, vitesse et accélération du faisceau de cg6ramh fonction du temps pour une
amplitude d’oscillationA ~ 5.4 mm, une fréquence d’oscillatioh = 5 Hz dans le cas ou
le faisceau est immergé dans le fluide au refibs{0 m/s) et dans le cas ou la vitesse de
I'écoulement axial estq = 3 m/s.( - - -) Sinusoide approchant le mieux le déplacement
mesuré,(—) déplacement du faisceaXi/A mesuré, ) vitesse du faiscealX /(A2x f)
calculée a partir du signal de déplacement-et accélération du faisceaki / (A(2x f)?)
calculée a partir de la vitesse.

Le systeme de bielle manivelle permet d'imposer une otiotiaverticale sinusoidale au faisceau de
cylindres. Cependant, la piéce de liaison entre la biella &ge reliée a la lame guide du faisceau est
un diabolo en caoutchouc qui présente une élasticité etioimaet modifie le déplacement imposé au
faisceau, qui ne peut plus étre assimilé a une sinusoidefféeest d’autant plus visible que les efforts
latéraux sont importants, c’est-a-dire lorsque la frégeesu encore, comme le montre la figure 6.6, la
vitesse de I'écoulement axial augmentent. Les déplacenderfaisceau mesuré$adz pour le faisceau
oscillant en eau stagnante (figure 6.6a) ou dans un écoulexiahde vitessé/ = 3 m/s (figure 6.6b)
sont comparés a une sinusoide de méme fréquence dont tadepdit le déphasage sont ajustés par une
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méthode de moindres carrés. La différence entre le signdépiacement et la sinusoide approchant au
mieux le signal de déplacement est significative.

Le signal de déplacement mesuré ne pouvant étre assimilé ainusoide, il est nécessaire de le
dériver en chaque point pour obtenir les signaux de vitesd@ecélération. Ceci est réalisé en interpo-
lant le signal de déplacement s2r points autour du point pour lequel I'on cherche la dérivéeyra
spline et en prenant les dérivées premiére et seconde déiree §gs signaux de vitesse et d’accéléra-
tion ainsi obtenus sont tracés en figure 6.6 : on observe gUaildes écarts a la sinusoide de référence
sont amplifiés lors des dérivations successives et quedasétet I'accélération ne peuvent plus du tout
étre assimilées a des sinusoides. Une vérification de ckatégété réalisée en reconstituant le signal
de déplacement par une série de Fourier tronquée : on ne gaedest premiers termes de la série de
Fourier. En dérivant ce signal, on retrouve les mémes sigdawitesse et d’accélération que ceux trou-
vés par dérivation en chaque point. Les signaux de vitesd@a@atélération sont utilisés dans le calcul
des composantes d'inertie et d’amortissement du signairde fiétaillé dans le paragraphe suivant.

Le caractére non sinusoidal des signaux de déplacement esnguestion la définition des pa-
rameétres que sont 'amplitude et la fréquence d'oscillation définit alors I'amplitude d’oscillation
comme la différence entre la valeur maximale et la valeurinmafe du déplacement sur une période.
Ceci permet de tenir compte de la modification de I'amplitetiele la dissymétrisation du signal de
déplacement pour les grandes amplitudes de force mesw@&esgnal de déplacement contient des
fréquences multiples de la fréquence fondamentale dlasoit, mais on garde comme valeur de la fré-
guence la valeur de la fréquence fondamentale, donnée pérdale de forcage. Pour la suite de I'étude,
on définit plusieurs paramétres a partir de I'amplitude cilizgion A, de la fréquence et de la vitesse
de I'écoulement axial/ :

— l'amplitude de la vitesse d’oscillatioA2r f,

— le rapport entre la vitesse de I'écoulement axial et I'ammgé de la vitesse d’oscillatioQng

— l'angle maximala,,,., entre la somme des vitesses latérale et axiale et I'axe doefai de cy-

lindres (équation 6.3).

ez = atan (%) (6.3)

Le parameétrey,, .., inspiré de I'anglex défini pour le cas du cylindre non confiné étudié dans lesgzarti
| et ll, sera utilisé pour décrire les variations des coedfits d’amortissement et de masse ajoutée.

6.3.2 Deécomposition de la force en termes élémentaires

Pour identifier les forces d’inertie et de dissipation flgiden choisit une décomposition inspirée du
modeéle de Paidoussis. La validité de cette décompositienvegifiée et discutée ultérieurement. Dans
I'expérience réalisée, la force latérale mesurée est lareodes forces fluides, de la force d'inertie du
systeme et des frottements dus au systéme de guidage ¢dgaadlt). Plusieurs choix sont nécessaires
afin d’identifier ces différentes composantes :
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1. laforce de frottement est proportionnelle a la vitest&rdde d’oscillation : ;{,ﬁis = CfmttX,

2. Cyrone €Stindépendant de la vitesse de I'écoulement dxjadst peut donc étre déterminé a partir
des mesures en air,

3. on garde le formalisme classique pour les forces fluideradmasse ajoutée proportionnelle a
I'accélération et d’une force de dissipation bilinéaire pport a la vitesse d’'oscillation et a la
vitesse de I'écoulement axial.

La force normale totale s’écrit alors sous la forme suivante

. : D? o1 .
FN = MX + CfT‘OttX + CapTFTanle + §pDanleUX . (64)
—_— ————
déduit du montage en air déduit du montage en eau

La force normale totale contient ainsi deux termes en phase la vitesse, le terme de frottement de
la lame dans le guide et le terme d’amortissement fluide, @t tkymes en phase avec I'accélération,
I'inertie du systéme et le terme de masse ajoutée. Les deefficrelatifs a ces quatre termes doivent étre
identifiés & partir des mesures en air et en eau.

On a vu dans le paragraphe précédent que la vitesse et Eaatiéh du faisceau sont connues par
dérivation du signal de déplacement mesuré par le micrenotique. Les termes de la force normale en
phase avec la vitesse et I'accélération peuvent alorsddrgifiés par une méthode de moindres carrés.
A cet effet, on définit I'erreue entre le signal de force mesufg;” et le signal de force reconstruit en
sommant la composante de force proportionnelle a I'acatitér Fire" = a1 X et celle proportionnelle

erp

ala vitesse'y'? = ap X (équation 6.5).

N . L \2
e2 — Z (F;\zfm — a1 X; + agXi]) , (6.5)

i=1 '

ou l'indice i représente les points mesurés a I'instan©n cherche les coefficients et as qui mini-
misent le carré de I'erreus® (équation 6.6).

de?

Oa;

On résout ainsi le systéme linéaire suivant :

—0,i=1,2 (6.6)

X.Fﬁrmp = CLlXX+CL2XX
X.Fﬁrmp = CLlX.X—FCLQX.X, (6.7)

ol les vecteurs en gras représentent les grandeurs de Viesse ou accélération telle queil&™e
composante corresponde a la valeur de la grandeur a I'instabes coefficientsy; et a; sont ainsi
calculés pour chaque signal de force mesuré.

On rappelle que pour toute mesure sous écoulement, on mesui@ces fluides mais également
I'inertie du systeme ainsi que la dissipation liée au frogat. Pour identifier les forces fluides, on ef-
fectue pour chaque fréquence et chague amplitude d’dsmilldes mesures d’effort a vide (en air) en
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laissant un Iéger fond d'eau dans la veine pour que le joigiddage inférieur reste en eau. On identifie
ainsi la masse du systémé = a{"" et le coefficient de frottemeidt s, ., = a%’" mesurés par le capteur.
La caractérisation compléte du montage en air est présentartie 6.4. Dans les mesures en eau, le
coefficient de masse ajoutég est ainsi déduit du coefficient d'inertie en retirant I'itierdu faisceau a

la force d'inertie totale mesurée et le coefficient de dessim en écoulementt' en retirant le frottement
de la lame (équations 6.8).

1

Co = Ty (40 = (1)
1 eau air
C = Tppng (& D -a"M), (6.8)

Dans la partie 6.4, on présente les efforts mesurés en auatitlfication des coefficients d'inertie
et de frottement associés. En partie 6.5, on s’'intéressaraféorts en écoulement et aux coefficient de
forces fluides : les coefficients de masse ajoutée et d’assertient.

6.4 Caractérisation du montage expérimental en air

6.4.1 Signal de force du faisceau en air

En air, la force normale mesurée correspond a la somme decka dinertie du systéme ainsi que
des frottements (équation 6.9).

Fn = MX + Cpron X (6.9)

La figure 6.7 montre a gauche les efforts latéraux mesurés @ire leurs composantes d’inertie et de
frottement et a droite les efforts mesurée expérimentateerefonction de la force obtenue en sommant
les composantes d'inertie et de dissipation. Les grapbigigegauche permettent ainsi de voir la part
de l'inertie et du frottement dans la force totale mesuréditaque les graphiques de droite permettent
d’évaluer la pertinence de la décomposition de la force eteume en phase avec la vitesse et un terme
en phase avec I'accélération du faisceau. Les mesureqpréseont été effectuées pour des fréquences
d’'oscillation de3, 5 et7 Hz et une amplitude d’'oscillation de5 mm.

On observe que les efforts s’appliquant sur le systéme esoairdominés par l'inertie du systeme
dés que la fréquence d'oscillation est supérieusetHz. De plus, la forme du signal de force peut étre
trés différente d’'une sinusoide, notamment pour les frécee supérieuresi@Hz, ce qui n'empéche pas
la bonne reconstruction du signal. La dérivation du sigmatiéiplacement permet donc une trés bonne
évaluation de l'accélération du faisceau. Pour les tr@igudences, les figures représentant le signal de
force expérimental en fonction du signal de force recoitstiusommant la composante d'inertie et la
composante de frottement montrent que la courbe suit urie di® pentel, ce qui indique que le choix
d’'une décomposition du signal de force en un terme propuoréba la vitesse d’'oscillation et un terme
proportionnel a I'accélération est pertinent.
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Fig. 6.7 —Force latérale s’exercant sur le faisceau de cylindres metiftn du temps du systéme en air,
pour une amplitude d'oscillatioA ~ 5.5 mm et des fréquences d’oscillatign= 3.0, 5.0
et7.0 Hz. (—) Force mesurée par le capteur de fofce,) composante d’inertid—) com-
posante de frottemertt, ) force mesurée expérimentalement en fonction de la foredetot
reconstruite en sommant les termes d’inertie et de frottgme
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Les mesures temporelles présentées dans cette parti€@agpétées pour différentes fréquences et
amplitudes d’oscillation. A chaque mesure, les coefficiatds termes d'inerti@/.,,, et de frottement
Ctror SONt identifiés. Les deux paragraphes suivants préseetematiations de ces coefficients avec la
fréquence et 'amplitude.

6.4.2 Force de frottement en air

La figure 6.8 montre I'évolution du coefficient de frotteméfyt.,., en fonction de 'amplitude de la
vitesse d'oscillationd27 f. On observe une décroissance du coefficient de frottemewtlamplitude
de la vitesse d'oscillation. De plus, les résultats des mempées réalisées a différentes amplitudes ou
fréquences se superposent, ce qui signifie que I'amplitada dtesse d’oscillation est un bon paramétre
pour décrire le frottement.
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Fig. 6.8 —Coefficient de frottemert ;... en fonction de I'amplitude de la vitesse d’oscillatid@r f .
Mesures effectuées sur le systéme e{@jrA = 2.7 mm,(¢) A=5.4mm,(-) A =7.5mm
et(e) A =16.0 mm.

Il N’y a pas de loi simple pour décrire la décroissance dufmmeit de frottement avec 'amplitude
de la vitesse d'oscillation, ce qui suggére que les effetGateements sont complexes. Le choix d’'un
frottement proportionnel a la vitesse d’oscillation nerpet probablement pas une représentation fidele
des effets de frottements. On reviendra sur l'intérét d'ialle représentation dans le paragraphe 6.5.3
ou I'amplitude des frottements de la lame est comparée &4dpdition mesurée en écoulement.

6.4.3 Reéponse inertielle du systéme en air

Pour le systéme en air, la masse du systeme déduite des mdsudmce est donc directement égale
au coefficient de proportionnalité entre la partie de ladaa phase avec I'accélération et I'accélération.
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On trace en figure 6.9 le rapport entre la masse du sysféfmg déduite des mesures de force et la
masse réelle du systémié. On observe ainsi que le capteur mesure effectivementticndu systéme,

ce qui n'était pas une évidence étant donné la gamme detsefiesurés. On remarque également que la
précision du capteur dépend de la fréquence et est indéptendial'amplitude des oscillations. Contrai-
rement a ce qui était attendu, le capteur donne de meilléatstats a basse fréquence. On suppose que
cet effet est non pas d0 au capteur mais au systéme amplificAt@artir de ces résultats, on valide
I'utilisation du capteur de force dans la gamme de fréquenakeffort de I'expérience et on estime sa
précision a12%.

2.0

Lo

M,/ M 1.0f = mmmme o [ T R —

0'5,,, . S S S|

0.0

Fig. 6.9 —Ratio entre la masse totale du systeme déduite de la forvertié)M.., etla masse réelle du
systemé\l en fonction de la fréquence d’oscillatign Mesures effectuées sur le systeme en
air. (- - -) Droite My, /M = 1.0, (—) droitesl.0+12%, (e) A = 2.7mm, () A = 5.4 mm,
(YA=75mmet(e) A= 16.0 mm.

6.5 Reésultats en eau sous écoulement

6.5.1 Forces temporelles s’exercant sur un faisceau de ayires

Les signhaux temporels de force obtenus en sortie du captdorak sont tracés en figure 6.10 pour le
faisceau en air, en eau stagnante et pour différentes eftebScoulement axial. Dans cette expérience,
la fréquence d’oscillation est fixéefaHz et 'amplitude a5.5 mm. Les composantes d'inertie totale
(correspondant a la somme de l'inertie du faisceau et dertisndue a la masse ajoutée) et dissipative
totale (de frottement et d’amortissement fluide) de la femet identifiées et tracées sur la méme figure.
A droite, le tracé du signal de force expérimental en fomctia signal reconstruit obtenu en sommant
les composantes d'inertie et de dissipation totales pedméiscuter la pertinence de la décomposition.
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Fig. 6.10 —Force latérale s’exercant sur le faisceau de cylindres iectifin du temps pour une ampli-
tude d’oscillationA ~ 5.4 mm, une fréquence d'oscillatigh= 5 Hz et pour le montage en
air, en eau sans vitesse axiale et en eau avec différen¢ssest d’écoulemerit—) Force
mesurée par le capteur de for¢e;) composante d'inertid—) composante d’amortisse-
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La force s’exercant sur le faisceau de cylindres lorsquéi-ogbscille en air & Hz (figure 6.10a) est
principalement une force d’inertie, comme on I'a vu aupanadans le paragraphe 6.4.1. La dissipation
est due au frottement de la lame sur le guide. En eau stag(faniee 6.10b), I'amplitude du signal
de force est plus élevée : la masse ajoutée étant du mémequrella masse du faisceau, I'amplitude
de la partie inertielle de la force est plus que doublée. Iseéau étant immergé dans de I'eau, la force
d’'amortissement fluide vient s’ajouter a la force de frotetde la lame sur le guide. Cette derniére étant
trés inférieure a la force d’amortissement fluide, on voit@apparaitre une importante augmentation de
la composante de dissipation. Lorsque le faisceau oscilléceulement axial (figures 6.10c, d, e et f),
la composante de dissipation augmente fortement avecdsseitde I'écoulement axial. On passe ainsi
d’'un signal de force principalement inertiel lorsque l&site de I'écoulement axial est faible a un signal
de force de dissipation. En conséquence, le déphasage awggerdre le signal de force mesuré et sa
composante d'inertie. Plus la vitesse de I'écoulementl axigmente, plus la lame carbone est plaquée
dans le guide ce qui augmente les frottements. L'augmentdt la composante de dissipation avec la
vitesse de I'écoulement est donc a la fois créée par I'assaninent fluide et par les frottements. On
reviendra sur ce point dans le paragraphe 6.5.3.

Il est également important de noter que le signal de forcésbien décrit par la somme des termes
de masse ajoutée et d’amortissement, comme on peut le vuér lda figures de gauche montrant la
force mesurée en fonction de la force reconstruite. Cefiggsentation de la force normale avec une
composante en phase avec I'accélération et une composapkasge avec la vitesse, inspirée des études
réalisées sur le cas d’'un unique cylindre oscillant, est ¢@mtinente pour le faisceau de cylindres. Seule
la force mesurée pour une vitesse d'écouleniért 5.2 m/s, et présentée dans la figure 6.10(f) n'admet
pas une bonne qualité de reconstruction. L'explicationilggié est que pour des vitesses d'écoulement
élevées, la force de trainée du faisceau est importanta ptaque la lame de carbone dans les guides. En
conséquence, les frottements augmentent et ne sont pasemt proportionnels a la vitesse du faisceau
X mais peuvent étre de type créneau. La décomposition engerroportionnels a I'accélération et a la
vitesse n’est alors plus valable.

On a donc montré que pour des vitesses d’écoulement infésiéd m/s, la décomposition choisie
(équation 6.4) est pertinente et que I'amplitude de la caapte de dissipation augmente avec la vitesse
de I'écoulement axial. Pour la vitesse d’écoulement/de 5.2 m/s, probablement en raison d’'une aug-
mentation des frottements, la décomposition ne permet@esuiésenter correctement la force mesurée.

La figure 6.11 montre, tout comme la figure précédente, leabidm force mesuré, les composantes
d’inertie et d’'amortissement ainsi que le signal de foramnstruit en sommant les deux composantes.
On étudie cette fois la variation de la force avec la frégeetioscillation. L'amplitude d’oscillation
estA ~ 5.5 mm, la vitesse de I'écoulement axi@l = 3.9 m/s et la fréquence égale3a 4, 5 et
6 Hz. On observe une augmentation de la composante d’'inedizla fréquence, ce qui est un résultat
classique : l'inertie étant en phase avec I'accélératitia,aeigmente comme la fréquence au carré. On
voit également une augmentation de la composante de dissipanais dans des proportions moindres.
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Fig. 6.11 —Force latérale s’exercant sur le faisceau de cylindres entifm du temps une vitesse
d'écoulementy = 3.9 ms, une amplitude d’oscillatioA ~ 5.5 mm et des fréquences
d’oscillation f = 3.0, 4.0, 5.0 et6.0 Hz. (—) Force mesurée par le capteur de fofee)
composante de dissipatiofs,-) composante d'inertid, ) force mesurée expérimentale-
ment en fonction de la force totale reconstruite en somneatelrmes d’inertie et d’amor-
tissement.

On passe ainsi d'un signal de force normale ou la force astipalement due a la dissipatiorfa= 3 Hz
a un signal ou 'inertie prédomine fa= 6 Hz.

En résumé, I'étude des signaux temporels de force et dedenrposantes d'inertie et de dissipation
réalisée dans cette partie a permis d’établir que :

— la décomposition de la force normale en une composantteifeet une composante d’'amortis-
sement selon le modéle donné en équation 6.4 est pertinangela plupart des cas et avec des
réserves en ce qui concerne les vitesses d’'écoulemeniaungsrad m/s,

— la dissymétrie du signal de force est due a la dissymétae earactére non sinusoidal du dépla-
cement imposé au faisceau de cylindres,

— l'amplitude de la composante inertielle augmente averélguence et reste stable avec la vitesse
de I'écoulement axial,

— l'amplitude de la composante de dissipation augmente Evé@quence et avec la vitesse de
I'écoulement axial ce qui peut étre di soit a une augmemtalis frottements, soit a une augmen-
tation de I'amortissement fluide.

Dans la suite, on se propose d’'analyser les coefficients dsargjoutée et d’amortissement fluide
déduits des signaux temporels de force en fonction des gamesnde I'étude que sont la fréquence,
I'amplitude d’'oscillation et la vitesse de I'écoulementadx
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6.5.2 Coefficients de masse ajoutée

La composante de masse ajoutée est obtenue par soustdesiaoefficients d'inertie mesurés en
air aux coefficients d'inertie mesurés en eau aux mémesdriéms. Le coefficient de masse ajoutée est
tracé en fonction de la vitesse axiale en figure 6.12(a) poairg amplitudes d’oscillation.
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(b) Coefficient de masse ajoutée en fonction du ratio entrigdase de I'écou-
lement axialU et de 'amplitude de la vitesse d’'oscillation latéraler f.

Fig. 6.12 —Coefficient de masse ajoutég, en fonction de la vitesse d’écoulement aXiaktU/X .
() A=2.7mm,(¢) A=5.4mm,(-) A=7.5mmet(e) A=16.0 mm.
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Les résultats montrent que le coefficient de masse ajatitégépend peu de la vitesse axiale. Sa
valeur varie autour de la valeur potentielle@g= 1.45 donnée par CherlP]. Dans la figure 6.12(b), le
coefficient de masse ajoutée est tracé en fonction du pamaaditmensionnel// X qui est un paramétre
caractéristique de I'étude. Le coefficient de masse ajagéwle |égérement augmenter avec I'amplitude
ce qui pourrait étre dd au confinement du faisceau dans la d@ssai.

6.5.3 Coefficients d’amortissement

Comme on I'a vu dans le paragraphe 6.3.2, le coefficient d’assementC' est calculé en sous-
trayant a la dissipation totale les frottements en air a lmen&équence d’oscillation. On s’affranchit
ainsi de I'effet du frottement de la lame sur le guide dansaleut de I'amortissement fluide si on sup-
pose le frottement constant avec la vitesse de I'écouleidnt. La figure 6.13 montre le coefficient
d’amortissemen€’ ainsi obtenu en fonction de la vitesse d’écoulement dXiaDn observe une grande
dispersion des points aux bases vitesse d'écoulement. ueefigontre également que le coefficient
d’amortissement semble diminuer avec la vitesse axiale.
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Fig. 6.13 —Coefficient d’amortissement en fonction de la vitesse deoldement axial(e) A =
2.7mm,(¢) A=54mm,(-) A="75mmet(e) A= 16.0 mm.

Afin d’évaluer la part de 'amortissement en air sur la digBagn mesurée lorsque le systéme oscille
dans un écoulement axial d’eau, on présente en figure 6. Bbport entre 'amplitude de la force de
frottement mesuré en air et 'amplitude de la force d’anssgment fluide identifiée pour le systéme
oscillant dans un écoulement axial de vitegse- 3.9 m/s. On montre ainsi que pour des amplitudes de
vitesse d’'oscillatiorA27 f > 0.12, I'amplitude de la force de frottement du guidage en airrdgtrieure
a20% de I'amortissement fluide du systeme oscillant dans unlésunt axial de vitess&9 m/s.

Ce résultat confirme que I'on peat priori mesurer les forces fluides avec un tel montage : les
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Fig. 6.14 —Rapport entre le coefficient de frotteméit...; mesuré pour le systéme en air et la dissi-
pation quide% pDLUC en fonction de I'amplitude de la vitesse d'oscillatid@r f pour
une vitesse d’écoulement axidl = 3.9 m/s.(e) A = 2.7 mm, () A = 5.4 mm, (*)
A=T75mmet(e) A=16.0 mm.

frottements du systéme de guidage en air peuvent certeSsegpier une contribution significative a la
force de dissipation totale mesurée mais ils ne sont pasrita@tjes. Dans le calcul du coefficient,

on a soustrait les frottements mesurés en air a la méme fréguk faut cependant garder en mémoire
que les frottements peuvent néanmoins augmenter lorsgfasteau est placé dans un écoulement
car la force de trainée du faisceau plaque la lame de carbeme sbn guide et que le coefficiefit
contient la dissipation non seulement la dissipation flurtés également les frottements additionnels
liés a I'écoulement axial.

La dispersion des points sur la figure 6.13 représentantfficient d’amortissement en fonction de
la vitesse axiale, observée principalement pour les badtesses axiales, laisse a penser que la vitesse
d’écoulement n’est pas le bon paramétre pour décrire les variations dfficeat d’amortissement.
Dans la figure 6.16, le coefficient d’amortisseméhest tracé en fonction du parametre adimensionnel
U/(A2x f). Les points s'alignant sur une unique courbe, on peut coacjue les variations du coeffi-
cient d’'amortissement peuvent étre décrite par un uniquanpatre qui est le ratio entre la vitesse de
I'écoulement et 'amplitude de la vitesse d’oscillatidh= 27 A .

Pour les grandes valeur d&/ (A2 f), on remarque que le coefficient d’amortissement est linéair
avecU/(A2x f). Cela signifie que la force d’amortissement mesurée a un@asante proportionnelle
au carré de la vitesse axidlg c'est-a-dire proportionnelle a la force trainée du faasgest une compo-
sante linéaire avec la vitesse axiale (équation 6.10).

{c = Co+ Cagles

A : ; 6.10
Fiiss = 3pDLCUX + 5pDLCU? 5= (6.10)
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Fig. 6.15 —Coefficient d’amortissemeiit en fonction du ratio entre la vitesse de I'’écoulement axial
U et 'amplitude de la vitesse latéral2r f. (- - -) Droite C = Cs%ﬂf + Co, (o) A =
2.7mm,(¢) A=54mm,(-) A="75mmet(e) A= 16.0 mm.

La composante de la force proportionnelle a la trainée dadau de cylindres ne caractérise pas I'amor-
tissement fluide mais le frottement de la lame dans le guidesy proportionnel a la trainée du faisceau.
En effet, lorsque la vitesse axiale augmente, le faiscealegsus en plus plagué dans le guide et les frot-
tements augmentent. Un modéle simple de frottement de ¢yje ICoulomb, ou la force de frottement
tangentielle est proportionnelle & la force dans la dioectiormale que I'on applique, peut expliquer le
fait que les frottements soient proportionnels a la trathééaisceau. Ce résultat est cohérent avec les
observations réalisées sur les signaux de force dans lgrpplee 6.5.1, ou la décomposition de la force
mesurée en une composante proportionnelle a la vitesse epbamposante proportionnelle a I'accéléra-
tion n’est plus pertinente pour les grandes vitesses diéomnt axial.

On se propose alors de retirer la composante de frotteme(ﬁ;ﬁl%r? afin d'isoler 'amortissement
fluide. On trace ainsi en figure 6.16 le coefficient d’amoetsentC' — Csﬁﬂf obtenu en retirant la
composante linéaire de frottement au coefficient d’anmsetisentC.

On distingue deux régimes : polf/(A2nf) < 20, le coefficient d’amortissement varie comme
I'inverse deU/(A2x f) et pourU/(A2x f) > 20, le coefficient d’amortissement est constant. En terme
de force d’amortissement, cela signifie que que @éUrA27 f) < 20 la force est quadratique avec la
vitesse d’'oscillation du cylindre et linéaire pally (A27 f) > 20. Ce résultat rappelle les variations de
la force d’amortissement observées pour un unique cyliagee une approche quasi-statique et décrites
en chapitre 2.

Afin de comparer plus précisément les variations de forae éatcas statique d’'un unique cylindre
incliné et le cas du faisceau de cylindres oscillant en &@rnaht axial, on trace les résultats de la fi-
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Fig. 6.16 —Coefficient d’'ammortissement fluide, en fonction du ratio entre la vitesse d’oscillation
latérale A2x f et la vitesse de I'écoulement axiél. (- - -) Droite C = Cy avecCy =
0.18+0.04 (¢) A=2.7mm,(¢) A=5.4mm,(-) A="75mmet(e) A=16.0 mm.

gure 6.16 dans le méme référentiel de paramétres que powaslstatique. On définit ainsi I'angle
maximal de I'écoulementy,,., = atan((27Af)/U) et le coefficient de force normale dissipative
Cyn = Comag ~ ff%—UQ Le coefficient de force normale ainsi calculé est présentfigere 6.17. On
observe des varia%i/())n du coefficient de force normale siregaa celles observées pour un unique cy-
lindre : poura,,.. > 5°, C#%ss est quadratique avec l'inclinaison (figure 6.17a) et pomL, < 5°,
il est linéaire avec une pentg, = 0.18 4+ 0.05 (figure 6.17b). En comparaison, on avait mesuré des
amortissements du méme ordre sur le cylindre unique oscéla écoulement axial dans le chapitre 3.
La figure 6.18 reprend la figure 6.17(a) mais en échielje On met ainsi clairement en évidence le
comportement linéaire du coefficient de force normale atitspengles et quadratique au-dela. L'angle
de transition entre les régimes linéaire et quadratiquéwse autour del® et dépend relativement peu de

I'amplitude des oscillations.

6.5.4 Synthése des résultats sur la force normale s’exerdasur le faisceau de cylindres

En conclusion de cette partie sur la détermination des caifs d’amortissement et de masse ajou-
tée sur un faisceau de cylindres oscillant en écoulemeant, @ se propose, dans la figure 6.19 de
résumer les résultats expérimentaux obtenus sur forceat®r@n a montré que la force normale est la
somme d’'un terme de masse ajoutée, constant avec la vitésseilément axial et d'un terme d’amor-
tissement, proportionnel a la fois a la vitesse latéralesdllation et a la vitesse d’écoulement axial.
Ce modéle est valable dans les conditions de confinemenéxigelience et pour des angles apparents

QAmaz < 4°.
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Fig. 6.17 —(- - -) Droite C%** = Coaiyar avecCy = 0.18, (o) A = 2.7.mm, (s) A = 5.4 mm, ()
A=75mmet(e) A= 16.0 mm.
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Fig. 6.18 —Coefficient de force normal@y en fonction de I'angle apparent maximal en échelle log.
(- - -) Droites de penté et2, (e) A =2.7mm,(s) A=54mm,(-) A="7.5mm et(e)
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Le modéle de référence pour le faisceau de cylindres est telmale Paidoussis présenté en fi-
gure 5.2 dans le chapitre précédent. Dans ce modéle, latiorogale est la somme d’un terme d'iner-
tie proportionnel a I'accélération du faisceau et d’'un temamortissement proportionnel a la vitesse
relative des cylindres dans le faisceau. Or dans I'expéei@résentée dans ce chapitre, la vitesse de
I'écoulement dans la direction latérale a I'intérieur disdaau est inconnue. En faisant I'hypothése que
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Reésultat : forces fluides latérales s’exercant sur un faiseai confiné den.,; = 40 cylindres :

1. On definit 'angle maximal apparent a partir de 'amplétude la vitesse d'oscillation cu
faisceauX et de la vitesse d’écoulemetit:

Omaz = atan(2wfA/U) (6.11)
2. Poura,,., < 4°, la composante d’amortissement par cylindre s'écrit :

. 1 .
Filiss — 5PDLCUX, avecC = 0.18 +0.05 (6.12)

3. La composante de masse ajoutée par cylindre s'écrit :

D? .
Fier = pﬂ'TLCaX, avecC, = 1.45 + 0.30 (6.13)

4. La force fluide totale s’exercant dans la direction ld&ésar le faisceau de cylindres esi la
somme des composantes inertielle (équation 6.13) et di@msement (équation 6.12) :

D? .1 . .
Fy = pranyll.ALE’)X + 5pDanle.18UX, PoUr gz < 4 (6.14)

Fig. 6.19 —Synthése des résultats expérimentaux sur la force norroatéq < 4°.

la vitesse relative dyB¢™¢ cylindre est proportionnelle & la vitesse du faiscéaet en linéarisant le
terme| X | X, on définit un unique coefficier pour 'amortissement. Par comparaison avec le modéle
de Paidoussis, le coefficient d’amortissem@mdu modéle linéarisé sera constant si 'amortissement est
majoritaire d0 a la friction et variera comnié2r f) /U si 'amortissement est principalement créé par la
force de trainée transverse. Ce coeffici€déduit du modéle de Paidoussis peut alors étre directement
comparé au coefficient d’amortissement fluide identifié desmgxpériences de ce chapitre.

Dans les résultats de force déduits des expériences de prehbkes coefficients de masse ajoutée
mesurés dans les expériences ont des valeurs proches deuapatentielle, ce qui est en accord avec
le modéle de Paidoussis. De plus, tout comme dans le mod@&aideussis, la partie dissipative du co-
efficient de force normale contient une composante linéditme composante quadratique avec I'angle
maximal o, . Le coefficient de friction du modéle de Paidoussis est taloour la configuration ex-
périmentale (équation 5.10) et valif = 0.026 et on néglige la vitesse de I'écoulement dans le faisceau
(]V]@\ << X). Le coefficient de force normale dissipatig; du modéle de Paidoussis peut alors étre
comparé aux résultats expérimentaux. On constate, tdubdiaque le modéle de Paidoussis sous-estime
I'amortissement quel que soit I'angte,,.... En effet, le coefficient de friction du modéle de Paidoussis
estCy = 0.026 alors que les mesures expérimentales ont mis en évidenceemteC'y = 0.18 pour
amaz < 4°. En gardant I'hypotheése d’une vitesse relative dans ledais proportionnelle a la vitesse
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d’oscillation, la prise en compte de I'écoulement dansikctau ne permettrait pas de recaler le modéle
de Paidoussis. On ne dispose pas de données sur la trair@@scgéatd de cylindres dans la veine mais la
valeur estimée différant de la valeur mesurée d’'un factean peut se demander si, comme dans I'étude
du cylindre unique non confiné, une surpression a I'avantcgiiésdres pourrait étre a I'origine d’'une
force latérale linéaire avee,,,.

6.6 Discussion et Conclusion

Il n'existe pas dans la littérature d’expériences de medemefficients de masse ajoutée et d'amor-
tissement sur un faisceau rigide de cylindres oscillagtddément dans un écoulement axial. Le montage
expérimental mis en ceuvre a permis de faire osciller undaisdet0 cylindres organisés en un réseau
deb5 x 8 cylindres a différentes amplitudes, fréquences et visedgzoulement. Le faisceau est confiné,
tant au niveau des cylindres qui sont espacésmien, que de la distance entre les cylindres a I'extérieur
du faisceau et la paroi de la veine d’essai qui n’excedepasmm. Des mesures simultanées de force
latérale et de déplacement du faisceau sont réaliséesmeetpent de déduire les coefficient d’amortis-
sement et de masse ajoutée en se basant sur le modele de dsitiomle la force normale présenté en
paragraphe 6.5.1.

Les mesures de coefficients de masse ajoutée ont mis en éwidar faible variation de la masse
ajoutée avec la vitesse de I'écoulement axial, 'amplitadda fréquence d’oscillation. La valeur de la
masse ajoutée se situe toujours autour de sa valeur pdieentie

Le capteur de force étant situé a I'extérieur de la veinesdiss une analyse fine des forces dis-
sipatives a été effectuée afin de soustraire les forces tterfrent dues au systéme de guidage aux
forces d’amortissement fluide. On a observé que les frotiesréaient proportionnels a la force de trai-
née s’exercant sur le faisceau, le systeme de guidage éapitusl en plus plaqué dans le guide dans
la direction de I'écoulement quand la vitesse d’'écoulenaeiggmente. Une fois les frottements retirés,
le coefficient d’amortissement a pu étre analysé : on a alanstné que celui-ci dépend d’'un unigue
parametrel/ /(A27 f) qui est le ratio entre la vitesse d’écoulement axial et I'itegle de la vitesse
d’'oscillation. Pour les faibles valeurs de ce paramétrégriee d’amortissement est quadratique avec la
vitesse d’'oscillation et pour les valeurs plus élevée ladat'amortissement est constante.

Les résultats sur le faisceau de cylindres ont été comparagsaultats obtenus par I'approche quasi-
statique pour un unique cylindre incliné dans un écoulentemtracant la partie dissipative de la force
normale en fonction de I'angle maximal d’oscillatiof),,, = atan(27fA/U), on a montré que celui-
ci présente les mémes variations que le coefficient de fovomale s’exercant sur un unique cylindre
incliné : poura,,.. < 5°, le coefficient de force normale est linéaire avec I'anglpaetr vy, < 5°, il
est quadratique.

La comparaison des résultats expérimentaux avec le modéRaitloussis a montré que la pente
de la partie linéaire du coefficient de force normale digsipgrédite par le modéle de Paidoussis est
largement inférieure a celle mesurée. La sous-estimatipooéfficient d’amortissemen® aux petits
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angles en ne considérant que la friction rappelle le cas lindeg unique pour lequel on a montré que
la force de portance et non la force de friction était maginétment a I'origine de I'amortissement aux
petits angles. Des mesures de force de trainée sur le faideeaylindres sont nécessaire pour conclure
a la contribution unique ou non de la friction dans la créatiune force linéaire.

L'évaluation des coefficients de masse ajoutée et d’ansertient a permis de créer un modele de
force pour le faisceau valable pou,.. < 5°. Linfluence du confinement reste a étudier pour valider
ce résultat sur une plus large gamme de configurations. @¢ peist pas traité dans cette thése mais
constitue une perspective d’étude dans la continuité deaesux. De plus, des simulations numériques
bidimensionnelles sur le modele de celles effectuées podaisceau d8 x 3 cylindres et présentées
en annexe D pourraient étre réalisées sur la configuratiae @hapitre. On pourrait alors directement
comparer les résultats numériques et expérimentaux ediratations étant relativement rapides, étudier
ensuite de maniére systématique I'effet du confinement.
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Conclusions et perspectives

On a étudié dans cette thése l'influence de I'écoulement suida force d’amortissement s’exergant
sur une structure élancée oscillant latéralement. On isigsEessé a deux types d’'objets : un cylindre et
un faisceau de cylindres. Les forces d’amortissement giaré sur ces structures ont été caractérisées
en fonction des parameétres adimensionnels du systeme mbreale Reynold®e et I'anglea entre la
vitesse d'écoulement dans le référentiel de la structufedet du cylindre ou du faisceau de cylindres.

Dans un premier temps, on a déterminé I'amortissement etiéonde I'écoulement axial sur I'objet
le plus simple possible, un cylindre oscillant en écoulenagial, afin de comprendre la physique a I'ori-
gine de I'amortissement. L'amortissement a été mesuré eardigue sur un cylindre oscillant et déduit
de mesures statiques par une approche quasi-statiquapé 'stiivante a été la mesure de I'amortissement
sur un faisceau de cylindres oscillant. Les résultats aistemt permis d'évaluer I'effet du confinement
des cylindres sur 'amortissement.

L'état de I'art sur les modeéles d’amortissement pour umclyk oscillant en écoulement axial réalisé
dans le premier chapitre a montré que I'amortissement axéisliement été étudié par une approche
guasi-statique. Aux basses fréquences, la configuratiam cilindre oscillant se rapporte a celle d'un
cylindre incliné avec un angle variable en fonction du temps. La mesure de la force normalens
cylindre fixe incliné permetia I'approche quasi-statique de déduire la force d’amonties® s’exergant
sur un cylindre oscillant. Dans la gamme d’inclinaisongiiures al0°, il n’existait que le modeéle
semi-empirique de Taylor pour décrire la force normale. Besures réalisées par Ersdal & Faltinsen
dans cette gamme d'inclinaisons suggéraient que le modelayor sous-estimait la force normale.
Cette revue bibliographique a montré la nécessité d'undeéapprofondie sur un cylindre faiblement
incliné a des angles inférieursla°.

Dans le deuxiéme chapitre, on a déterminé expérimentaleladarce normale s’exergant sur un
cylindre fixe incliné & de faibles inclinaisons. On a ainsintné que la force normale est linéaire avec
I'angle pour des inclinaisons inférieure$aet quadratique, conformément au principe d’'indépendance,
pour des angles supérieur$a La linéarité de la force normale avec I'angle est majaetaient créée
par la linéarité de la force de portance, contrairement adéhecde Taylor T2] qui attribue la linéarité a
la force de trainée projetée dans la direction normale. Dessiras de pression a la paroi du cylindre ont
montré que la linéarité de la force est due a la linéarité gedasion a I'avant, qui ne suit pas le principe
d’'indépendance, combinée a une pression constante @t cylindre. La pression a l'arriere du
cylindre est maintenue a une valeur proche de celle obs@méela position horizontale du cylindre,
par deux vortex stationnaires et contra-rotatifs, qui s@soCiés a une séparation tridimensionnelle le
long du cylindre.

Des expériences dynamiques sur un cylindre oscillantrfiera en écoulement axial ont ensuite été
réalisées et sont présentées dans le troisieme chapitra.ddseervé une variation linéaire du taux de
décroissance exponentielle des sighaux de déplacementaavitesse de I'écoulement axial. Les coef-
ficients d’amortissement ont été calculés a partir de lassage d’'oscillation et du taux de décroissance
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exponentielle et ont été comparés aux résultats obtenukaparoche quasi-statique. Les amortisse-
ments donnés par les approches dynamique et quasi-statiquidans la méme gamme de valeurs méme
si des écarts dus a la différence de montages subsistentai®si @u conclure a la validité de I'approche
guasi-statique pour décrire 'amortissement d’'un cyknascillant dans une gamme d’angles instantanés
a(t) < 5°.

Dans le quatrieme chapitre, des simulations numériquegténeffectuées sur le cas statique du
cylindre fixe incliné. Ces simulations ont été validées pamparaison des forces, de la pression et
des champs de vitesse avec les résultats expérimentauxugigémie chapitre. Les principaux résultats
expérimentaux ont ainsi pu étre retrouvés : la linéaritéaderice normale avec l'inclinaisons aux faibles
inclinaisons, la linéarité de la pression a I'avant du aji@avec I'inclinaison avec une pression constante
al'arriére du cylindre. De plus, I'analyse des résultatmériques a mis en évidence une perte de charge
plus importante a I'avant qu'a l'arriére du cylindre, cogeénce de la différence de vitesse entre I'avant
et I'arriere du cylindre.

Dans les chapitres suivants, on s’est intéressé au casalsgeéu de cylindres oscillant en écoule-
ment axial. Le cinquiéme chapitre présente une revue pitajghique sur les forces de masse ajoutée
et d’'amortissement s’exer¢ant sur un faisceau rigide dadrd oscillant. Le modéle de référence est
le modéle de Paidoussis( qui a adapté le modéle de Taylor au cas de faisceaux de og$ireh pre-
nant en compte les effets du confinement. Il n'existe pas Balikérature de mesure directe de force
d’'amortissement sur un faisceau de cylindres rigideslastien écoulement axial.

On a présenté, dans le sixieme chapitre, le systeme exp#aheoncu pour faire osciller un fais-
ceau rectangulaire d# cylindres en écoulement axial. La force fluide totale dardiriection normale
est mesurée pour différentes vitesses d'écoulement axidifférentes amplitudes et fréquences d’oscil-
lation. On a calculé a partir des signaux de force les coeffiside masse ajoutée et d’'amortissement.
Comme pour le cylindre unique, I'angle, dans ce cas I'angdimal o, €St le paramétre principal
permettant de décrire 'amortissement. On a montré que, L. < 4°, la force d’amortissement est
linéaire aveay,,,, et quadratique au-dela.

D’un point de vue fondamental, I'étude expérimentale dmbeaissement sur un cylindre en écoule-
ment axial a permis de déduire une loi expérimentale poordidssement dont les limites d’application
doivent étre définies. On recommande ainsi une étude expdtdhe locale de la pression le long du
cylindre pour pouvoir valider les pertes de charge obserdams les simulations numériques. Pour le
faisceau de cylindres, une analyse de linfluence du connérdoit étre réalisée pour compléter les
résultats obtenus. Des mesures locales de vitesses déuenil ou de pression a la paroi des cylindres
permettraient de mieux comprendre la physigue mise en jeudes configurations confinées.

L'application industrielle de ces travaux est I'estimatides forces d’amortissement fluide pour le
dimensionnement des assemblages combustibles sous sBisuneconnaitre avec précision les forces
d’'amortissement sur des assemblages combustibles, quilssrstructures bien plus complexes, il est
nécessaire d'estimer I'amortissement d( aux grilles deang@. Ces grilles étant pourvues d'ailettes
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créant des structures tourbillonnaires entre les crayiimsi@ transférer au mieux la chaleur des crayons
au fluide, 'influence de telles structures sur I'amortiseatioit étre étudiée. Dans le caeur des centrales,
I'espace entre les assemblages combustibles est tresimgdies effets de confinement ou les interac-
tions entre assemblages seront a caractériser. Linfludnoe 1égere déformation de I'assemblage en
écoulement est également une piste d'étude pour, d'ungqoamaitre I'angle instantané entre la struc-
ture industrielle et I'écoulement et, d’autre part, évales effets tridimensionnels qui résulteraient d’'un
espace inter-assemblages variable sur la hauteur denlibksge.

Enfin, les expériences dynamiques réalisées, qu’elleatssie le cas d’un cylindre ou d’un faisceau
de cylindres, doivent étre reproduites avec des signandaiges réels contenant de multiples fréquences
afin de valider I'approche linéaire en fréquence choisie.
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Annexe A

Principe d'indépendance

Cette annexe présente une justification théorique du pergtindépendance réalisée par Jorgss |
et Sears§5] qui ont démontré que les vitesses normales a I'axe du agidens la couche limite autour
d’un cylindre incliné dans un écoulement de vitegsg sont les méme que celles d’'un cylindre en
écoulement transverse de vitessg, égale a la composante transversé/de

Le probléme arésoudre et présenté en figure A.1 est celuicglimdre infini incliné dans un écoule-
ment. L'écoulement incident de vitesEg, est décomposé en une composante normaleorthogonale
a I'axe du cylindre et une composante axialg, paralléle a I'axe du cylindre. On définit un systeme de
coordonnées curvilignes:, v, z), tels quer et z sont respectivement tangent et orthogonal au cylindre,
ety est paralléle a I'axe du cylindre. Les vitesses fluides a8esa ce systéme de coordonnées sont
notéesu, v, w. Le cylindre étant infini, toutes les composantes de la s&tesont indépendantes ge
L'équation de conservation de la masse s’écrit donc :

—u+ %w =0 (A.1)

Fig. A.1 —Schéma du probléme considéré et systéme de coordonnéégjoess, vy, z.
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des arguments analogues a ceux de Prandtl pour la couckedimiune plaque plangd, % [u, ouv] =
O(37Y), 25 [u, ouv] = O(5-2). De plus, d'aprés 'équation A.12w = O(1) et doncw = O(6). Les

1 922
éguations de Navier-Stokes pour la couche limite se siraptitilors pour donner :

2 + g + 2 __lg _|_Va_2 (AZ)
T e M paxp 922" '
0 0 0?
FT + Uz Y + Wa V=Vag (A.3)
0
—p= A4
5.7 (A.4)

Les équations A.1, A.2 et A.4 constituent un systéme d’égunstne contenant pas de termes avec

la composante axiale de la vitesse. Il est important de noter que ces équatiorss @ire les condi-
tions aux limites pour:, v et p sont identiques a celles qui seraient obtenues pour le é@rebid’'un
cylindre en écoulement transverse avec une vitesse d&oeuit incident:,. La solution de ces équa-

tions de couche limite s’obtient par résolution du probléraesverse équivalent suivit de la résolution

de I'équation A.3. Ce résultat sur le découplage entre lilmrnent transverse et I'écoulement axial est

appelé principe d'indépendance. Une conséquence de adperiast que la force de pression s'exer-

¢ant sur la paroi du cylindre ne dépend pas de I'écoulemeant mais uniquement des composantes

transverses de I'écoulememnet w.



Annexe B

Calculs CFD sur unimaillage non raffiné
aux pointes

Dans cette annexe, on présente des calculs CFD du méme typegx réalisés dans le chapitre 4
mais sur un maillage différent. Dans ce maillage, le cykndrdes pointes arrondies et le raffinement
n'est pas augmenté aux pointes. Les résultats en forcesigmest vitesse sont comparés a des résultats
expérimentaux et commentés. Ce papier a été accepiuanal of Pressure Vessel Technology
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ABSTRACT

This study investigates the flow around a cylinder in a near-axial flow at a Reynolds number of 27000. Both CFD
calculations and experiments are performed. Time-mean values of lift force coefficient are investigated against the
inclination of the cylinder in the domain of low inclinations (< 15°). A pressure distribution and flow profiles are
also measured and extracted from the CED calculation results for a characteristic inclination oo = 5°. Numerical
results for force and pressure show fair agreement with experiments for inclination below 5° and reveal that at low
angles, the lift force is proportional to the angle. In the framework of a quasi-static approach, the instantaneous
damping force exerted on a cylinder oscillating in axial flow is equivalent to the normal force exerted on a cylinder

placed in an oblique flow

Nomenclature

C; Lift coefficient.

Cy Normal force coefficient.

C, Pressure coefficient.

D Diameter of the cylinder (m).

Fy Normal force per unit length (N/m).

Fp Drag force per unit length (N/m).

Fp  Lift force per unit length (N/m).

L Length of the cylinder (m).

P Far field pressure (Pa).

Re Reynolds number, based on the cylinder diameter and the incoming flow velocity.
U Incoming flow velocity (m/s).

Uparailer Longitudinal component of the flow velocity (m/s).
x Distance to the end of the cylinder along the cylinder (m).
o Inclination of the cylinder.

p Density of the fluid (kg/m?).

0 Angular position of the pressure tap.

*Address all correspondence to this author.
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INTRODUCTION

In Pressurized Water Reactors, fuel rods are arranged in light arrays wrapped by grids and subjected to axial flow. A
description of the forces exerted upon a cylinder oscillating laterally in an axial flow is needed for seismic design purpose to
estimate the flow-induced damping of a fuel assembly. In order to understand the physical phenomena involved, the behavior

of only one cylinder oscillating in axial flow is investigated.

The study is focused on the damping force, which is defined as the dissipative force component in the direction of the
oscillation and orthogonal to the axis of the cylinder. More precisely, the force acting upon a laterally oscillating cylinder
can be expanded in a term proportional to the acceleration, which stands for the added mass effect, and in a term proportional
to the velocity, which dissipates energy and hence generates damping in harmonic regime. This dissipative force shall be
denoted from now on ’damping force’ because it is responsible for fluid damping when a cylinder oscillates in axial flow. In
the framework of the quasi-steady approach, i.e., if the lateral velocity of the cylinder is small compared to the axial flow and
if the oscillation period is low compared to the inverse of the flow characteristic time U<D, the damping force is identical to
the normal force exerted upon a cylinder submitted to a near-axial steady flow. One expects this damping force to depend on

the axial flow and on the structure velocity.

The normal force for a cylinder oscillating in a fluid at rest has been described by Morison [1,2] as the sum of an added
mass force and a drag force. The added mass is a concept [3] which presents the advantage of reducing all the inertial forces
to one single coefficient. The Morison expansion can serve as a basis for the description of the forces exerted upon a cylinder
oscillating in a axial flow [4]. In the case of a cylinder placed in an oblique flow, Taylor [5] has shown that for oblique
flow with angles higher than 20°, the axial component of the fluid velocity has no influence (cross-flow principle). Ersdal
& Faltinsen [6] defined three different cases: for angles lower than 5°, the cross flow principle does not hold, for angles
between 5° and 20°, the cross flow principle needs to be modified by taking into account the state of the boundary layer and

beyond 20° the cross flow principle holds.

The objective of this paper is to compare the results of experiments carried out at small angles, for a cylinder in an
oblique flow to RANS CFD simulations of the experiments. As the cross flow principle [5] is not valid for small angles,
the variation of the normal force with the axial and lateral velocities needs to be investigated. The validity of the RANS
simulations will be discussed for the velocity field, the wall pressure distribution and the total lift force exerted by the fluid

on the cylinder.
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Fig. 1. Cylinder in near axial flow with an angle @, definition of the normal force Fy, the lift force F7, and the drag force Fp.

STATE OF THE ART

The scientific literature provides very few data about cylinders in near axial flow. Taylor [S] summed up the results of
Relf and Powell about the normal force exerted on a cylinder placed in an oblique flow in an air tunnel at angles of inclination
between 10° and 90°. The normal force Fy is the force in a direction normal to the cylinder axis and in the plane of the
incoming flow velocity and of the cylinder axis (see Fig. 1). In their experiment, the normal force was proportional to the
square of the lateral component of the velocity. In other words, the normal force measured for a cylinder placed in an oblique
flow of velocity U and angle o is the same as the one exerted upon the same cylinder placed in a cross flow of velocity
Usin(o). This implies that the axial component of the flow velocity has no influence on the normal force coefficient in this

range of angles.

1 .
Fy = EchfD(Usinoc)2 for o > 20 (1)

This result classically refers to as the cross flow principle. According to equation (1), the normal force coefficient Cy is
around 1pl, which corresponds to the drag of a cylinder in cross flow.

Ersdal & Faltinsen [6] recently carried out experiments with a cylinder mounted on a towed carriage. The cylinder was
towed at a constant velocity and angle o and the normal force was measured. The experiments were performed by steps of 1
or 2 degrees. Results similar Taylor’s one were observed for angles above 20°. For angles between 5° and 20°, a flow regime
transition was observed: the boundary layer which is laminar for high angles becomes turbulent. For practical purposes, this
means that the cross flow principle holds, but the normal force coefficient is lower than for a laminar boundary layer. Ersdal
& Faltinsen measured a normal force coefficient Cy = 08

For angles lower than 5°, the cross flow principle does not hold. Taylor [5] proposed a model based on the friction force

which is now traditionally used at low angles [7, 8]. Ersdal & Faltinsen showed that the normal force is proportional to the
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cylinder

)
z X
I foil

two-dimensional scale

Fig. 2. Experimental setup.

lateral velocity Usin(o) (2) and observed that the lift force is the dominant term of the normal force.

1 .
Fy = 5Cxp DUsino. fora< 5 ()

In the present work, the description of the fluid forces is focused on the lift force F;. For a cylinder in an oblique flow,
F7 is the fluid force in the direction illustrated in Fig. 1. The non-dimensional lift force coefficient is defined by considering

the incoming flow velocity as the reference velocity.

£
==t

=t 3
3p/DU? ®)

EXPERIMENTAL SET UP

The experiments are all performed in an air tunnel. A cylinder is arranged in a near-axial flow with an angle of inclination
o, varying from 05° (axis almost parallel to the flow) to 15°. The length of the cylinder is L = 12 m, its diameter D = 0002 m
and the ends of the cylinder are cone-shaped to prevent flow separation. The incoming flow velocity is measured with a Pitot
tube, with an accuracy of o Ol m/s.

Three types of experiments are performed in the wind tunnel. The goal of the first experiment shown in Fig. 2 is to
measure the forces F7, and Fp exerted on the cylinder. The cylinder is fixed to a foil mounted on a two-dimensional scale,
and a motorized system allows the rotation of the scale. The drag and the lift forces are measured simultaneously and the
contribution of the mounting system is subtracted.

In the second experiment, the velocity profiles along the cylinder are measured with the help of a 1D hot wire probe.
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Fig. 3. Position of the velocity profiles in the y direction along the cylinder at an azimuthal angle & = 180°.

The profiles are measured in the wake of the cylinder, at an azimuthal angle 8 = 180°. Measurements are performed close
to the cylinder wall, by varying the distance in the y direction from 0.4 to 1 mm by step of 0.1 mm, then from 1 to 5 mm by
step of 1 mm, from 5 to 20 mm by step of 2.5 mm and from 20 to 80 mm by step of 10 mm. The probe is arranged at several
locations along the cylinder, as shown in Fig. 3: the distance to the upstream end of the cylinder spans from 02 m to 057 m,
i.e., x<L varies from 017 to O058.

The third experiment consists in measuring the pressure distribution in the cross section in the cylinder. A pressure tap
is arranged at a distance X = 046 m from the end of the cylinder (X<L = 0r38). By rotating the cylinder around its axis, the
pressure distribution around it can be measured. Results are provided for an angle o equal to 5°, and an angle 8 varying from
0° to 180° by steps of 15°. The incoming flow velocity is 20 m<is, which corresponds to a diameter-based Reynolds number

equal to 27000.

The reference frame used in the following is described in Fig. 2 : the x axis is parallel to the cylinder axis.

CFD PROCEDURE

In addition to experiments, CFD simulations have been carried out. In order to reduce the calculation time, the fluid
domain of the CFD calculations is smaller than the test section of the wind tunnel, but its width is large enough to avoid
confinement effects. As for the experiments, the cylinder length is L = 112 m and the cylinder diameter D = 0002 m.

The fluid flow is calculated using Code Saturne, an EDF in-house open CFD tool [9] based on a collocated finite volume
approach. Three dimensional steady RANS simulations are performed with a k —® SST turbulence model. An analysis
different turbulence models ranges beyond the scope of this paper, be it enough to mention that a simulations with k£ —¢
turbulence model provided similar results.

The mesh is built with quadrangle elements only, as shown in Fig. 4. The reference mesh has a number of 1:66 X 10°

cells. The cylinder dimensions are the same as in the experiments. The dimensions of the fluid domain are V' = 0092 m X
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Fig. 4. Mesh, zoom on the end of the cylinder.

0032 m X 18 m. The size of the domain is large enough to avoid blockage effects : the ratio between the cylinder section and
the domain section is equal to 151 1073, We use symmetry boundary conditions for the sides of the fluid domain, which are
equivalent to slip wall conditions. The surface of the cylinder has a wall condition and we impose a uniform and constant
velocity of 20 m/s at the inlet and a constant static pressure at the outlet.

The mesh is refined close to the walls of the cylinder (1 < 3™ < 30) and a two scale wall law is chosen. Only one
mesh refinement (Ax ~ 1 mm) is used here. Some preliminary tests have shown that the forces do not vary with the mesh
refinement for refinements in the order of magnitude of the one of the mesh presented here. As a wall law is used, no
further refinement is needed close to the cylinder wall. Further work is required in order to establish more precisely the mesh
refinement influence.

The resolution of the velocity field and pressure is directly linked to the size of the mesh. The pressure distribution
around the cylinder is hence determined by steps of 8°, which corresponds to about 1 mm. The same resolution is obtained

for the velocity profiles close to the cylinder.

LIFT COEFFICIENT

The lift and drag contributions to the normal force measured with the two-dimensional scale are shown in Fig. 5, with
the notations of Fig. 1 : the normal force is essentially due to the lift force. Moreover, the figure shows two different flow
regimes : the first shows a linear dependency of the normal force with respect to the yaw angle o for values lower than 5°,
and the second exhibits a quadratic dependency for higher values, consistent with the so-called cross-flow principle, and
already observed by Ersdal & Faltinsen [6]. Paidoussis [8] has already pointed out that the normal force coefficient in the

linear part could be higher than the one obtained by the projection of the drag force in the normal direction but he attributed
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Fig. 5. Lift and drag contributions to the normal force Cycosa et Cpsin. such as Cy = Crcoso. + Cpsino.. Comparison between

experimental measurements and CFD simulation results. Linear regime for diée< 5° and comparison with the cross flow principle for

e 5°.

Table 1. Slope of the lift coefficient for ot < 5°

Experiments Simulations

Cr<afrad] 0010 00125

this effect to friction. The results presented in Fig. 5 show that the linearity of the normal force is due to the linearity of the

lift force in the linear regime.

The experimental results are also compared to the results of the CFD calculations. A qualitative agreement is obtained
between the CFD calculations and the measurements, as illustrated by the linear regression on the experimental data plotted
in dashed line in Fig. 5, and by the slope estimation in Table 1. Discrepancies appear in the range of angles beyond 5°, but

the normal force at small angles is reasonably predicted by the simulations.
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Fig. 6. Experimental and numerical lift contributions to the normal force CycosQ.. A transition between the linear and the quadratic regimes

is observed.

The figure 6 shows the variation of the lift component of the normal force Cycosa with respect to the inclination angle
with a log scale. It highlights the transition between the linear and the quadratic behavior around 5°. The reasons for this
quadratic behavior are related to flow separation effects that can not be described here, and the discussion is focused on the

linear range. The results are reasonably independent on the incoming flow velocity.

FLOW PATTERN

The observation of the flow pattern with the hot wire reveals no significant r.m.s. velocity further than 1.5 D from the
cylinder. The RANS simulations show a similar trend, as presented in Fig. 7. It can hence be assessed that no large unsteady
structures are generated by the oblique flow at low angles. More precisely, a gradual deficit of velocity is observed during the
experiments and predicted by the RANS simulation on the lower side (6 = 180°) (see Figs. 8 and 9), with a thickness varying
from 1.0 to 1.5D, whereas the velocity is almost uniform on the upper side (6 = 0°). This highly differs from cross-flow
cases [7, 10, 11], where unsteady vortices are shed along the separation line. This absence of a clear flow separation is a
distinct feature of quasi-oblique flow, which does not seem to have been reported up to now.

Some discrepancies are present when comparing the CFD and experimental velocity profiles; the velocity gradient is
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Fig. 7. Velocity profiles at a yaw angle of 5°. ® : experiments and — : CFD simulations.
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Fig. 8. Velocity in the x-direction, cylinder in near-axial flow with a yaw angle 0t = 5°, view in the plane (x,y).

smaller in the computations, and the deficit area is larger with a thickness varying from 105 to 2.5D. This seems to indicate

that the RANS approach overestimates diffusion effects close to the cylinder wall. This point shall be discussed at longer

extent in the discussion section.

Another feature of the oblique flow is the variation of the thickness of the velocity deficit area along the cylinder, which

indicates that the flow pattern is not purely two-dimensional.

PRESSURE DISTRIBUTION ALONG THE CYLINDER WALL.

The coefficient C,, in Eq. (4) is defined as a dimensionless pressure difference, with the far field pressure chosen as

reference. The Fig. 10 shows the convention for the angular position of the pressure tap on the instrumented cylinder.

P = Do
c,= 2" P= ()
" dpu?
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Fig. 9. Velocity in the x-direction (defined in Fig.3), cylinder in near-axial flow with a yaw angle o, = 5°, view in the plane (y,z) at a distance

x = 046 m from the first end of the cylinder.
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Fig. 10. Angular position of the pressure tap. View in the place (y,z).

The experimental and computed pressure distributions are compared in Fig. 11. At © = 0°, the pressure coefficient C,
is maximal and strictly lower than 1, which differs from cross flow pressure distributions where a stagnation point generates
a value equal to 1. More precisely, if the velocity were equal to zero at 6 = 0°, a direct application of the Bernoulli equation
would lead to C, = 1. The other way around, as the pressure coefficient is not equal to 1, one expects a non-vanishing flow

velocity parallel to the axis at © = 0° to exist and which can be estimated by applying the Bernoulli equation (5).

P 2 Po=0
U+ = = Ul pattr + — ®)
Y parallel Y

A value of Upgraizes = 1988 mus~! is obtained, very close to the incoming flow velocity equal to 20 m/s and up to the
measurement uncertainty. Further work is needed to accurately describe the flow pattern: whether the flow is deviated around
the cylinder or convected along the line 6 = 0 is not clear, and cannot be easily assessed in the framework of the present
study.

Between 6 = 0° and 6 = 80°, the pressure coefficient gradually decreases, as it is the case in cross flow where the
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Fig. 11. Mean pressure distribution around the cylinder at a yaw angle ot = 5°.

velocity increases. It reaches its minimal value at 0,,;, = 80°, and increases between 6 = 80° and 8 = 180°, where it is equal
to about -0.005, a negative value which is consistent with the velocity deficit observed in the previous section.

In Fig. 11, a fairly reasonable agreement is obtained between the experimental and the calculated pressure distribution
around the cylinder. The values of the pressure at the upper side 6 = 0°, the lower side 6 = 180° and at 6,,;, are close.
However, the minimum angle 6,,;, is equal to 80° in the experiments and to 80° in CFD calculations. Furthermore, the

pressure distribution is steeper in the calculation close to 6,,;,, and flatter at the upper side and the lower side.

DISCUSSION
Velocity flow.

As pointed out in Fig. 7, even though the main trends of the flow field are predicted by the present RANS simulations,
significant discrepancies are still observed in the vicinity of the cylinder wall. The velocity deficit area is larger in RANS
calculations compared to those observed in the experiments: it turns out that the boundary layer thickness provided by the
simulations is overestimated. For such flow configuration, spatial flow development in the streamwise direction is driven
by the boundary layer : a laminar turbulent transition occurs near the upstream tip of the cylinder and is followed by the
emergence of a spatially developing turbulent boundary layer further downstream.

Unfortunately, such a flow patter falls outside the scope of calculations based on RANS turbulence modelling, and
specific mechanisms such as the transition to turbulence in a boundary layer are clearly out reach. Closures of Reynolds-
averaged equations are indeed designed and calibrated for fully turbulent steady flows. As a consequence, during a RANS
simulation, all boundary layers are assumed to be fully turbulent. The dissipation is overestimated, and so is the cylinder

wake thickness.
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Pressure.

The plot of the lift coefficient as a function of the yaw angle in Fig. 5 display a remarkable feature: despite the inability
of RANS calculations to reproduce the turbulent boundary layer details, a fair collapse between simulations and experiments
is observed for small enough angles (o0 < 5°). One could state that for low angles of attack, the lift coefficient mainly
depends on the main flow features, so that the details close to the solid walls would not have a significant influence. Further
investigations are nonetheless required to further assess this assumption.

According to the experiments, for larger yaw angles (a0 > 5°) flow separation is expected with a loss of linearity between
the lift coefficient and the angle o.. The RANS simulations seem to miss the onset of this new flow regime since the lift force
remains a linear function of the angle of inclination over the range of angles investigated (0° < a < 15°).

The CFD data are however obtained thanks to a steady RANS model which is not ideal for predicting unsteady turbulent
phenomena such as the flow separation in the wake of a cylinder. In addition, the flow structure is likely to be three-
dimensional while the £ — ® SST turbulence model is isotropic. Though they have not been assessed here, unsteady RANS,

second-order closures (i.e. anisotropic) might yield more consistent results.

CONCLUSION

Experiments and CFD calculations have been carried out to determine the lift force exerted on a cylinder in near-
axial flow. The experimental results are consistent with the results obtained by Ersdal & Faltinsen [6] and with previous
results [12], namely, for inclination angles lower than 5°, the lift force appears proportional to the inclination angle. The
velocity pattern and the pressure distribution around the cylinder indicate that the lift force is somehow related to a gradual
velocity deficit at the lower side, without any clear flow separation.

The CFD computations and the experiments exhibit a reasonable agreement with respect to the minimum and the maxi-
mum pressure. The measured velocity deficit is predicted by the computation but its thickness is overestimated. This can be
explained by the fact that the RANS modeling is designed for fully turbulent flow, with an isotropic turbulence model.

From a global point of view, the lift forces obtained by RANS CFD calculations are close to the experimental results
for inclinations lower than 5°. Despite some modeling inaccuracies close to the wall, the RANS calculations seem able to
predict the general trend of the lift force for small angles of inclinations.

Further work is needed to determine the range of validity of the quasi-static approach. The damping forces of a cylinder
oscillating in axial flow should be investigated for low oscillation frequencies (f < U<L) and low lateral velocities or low

instantaneous angle (0(¢) < 5°) and then compared to the normal force values predicted with the quasi-static approach.
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Annexe C

Calcul potentiel de la masse ajoutée d’'un
cylindre oscillant

Dans cette annexe, on présente le calcul potentiel de m@sgéeasur le cas d’'un cylindre oscillant
dans un écoulement axial.

On considére un cylindre de rayd oscillant latéralement & la vitese(t) dans un écoulement
axial de vitessé/. L'écoulement est irrotationnel et de potentiét, 0, z, t). Le potentiel de vitesses est
solution de I'équation de Laplaak¢ = 0. Une solution de I'équation de Laplace s’écrit sous la forme

cos b

o(r,0,2,t) = A(t)r cos 6 + B(t)In (%) +C(t) + D(t)=. (C.1)

Les vitesses radiale, azimutale et axiale sont obtenuedépantion du potentiel de vitesses :

- % — A(t)cosf+ B(t)% - C(t)(x;—sze, (C.2)
v = %% — _A(t)sin6 — C(t)s%e, (C.3)
_ 99 _

Dans le probléme, le cylindre oscille latéralement (dioect) & la vitesseX dans un écoulement axial
de vitessd/. Les conditions aux limites sont les suivantes :

vp(r = 00,0,2,t) = 0, (C.5)
vg(r — 00,0,2,t) = 0, (C.6)
v(r=R,0,2t) = X(t)cos#, (C.7)
vy(r,0,z,t) = U. (C.8)
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Le champ de vitesses s’écrit ainsi :

. 2 cos

o = Xl (C9)
T

. R?sin#
vg = (t) o (C.10)
v, = U. (C.11)

et le potentiel de vitesses :

. 2 cosf

(b(r,H,z,t):—X(t)R B U (C.12)

,
Une expression de la pression sur le cylingrgpour un écoulement potentiel instationnaire, s'obtient a
partir de la relation de Bernoulli (équation C.13).

s, 1
o¢ = Poo + =pv2(r — 00,0, 2,t) + p
Bt |, _p 2

9¢

at r—00 .

pe(6,2) + 5pv*(r = R.6,2,6) 4 p (C.13)

Compte tenu de I'expression du potentiel de vitesse donméguation (C.12), la pression sur la surface
du cylindre s’écrit :
1 . .
Pe(0,2) = poo — EpX2 + pX (t)R cos 0. (C.14)

La résultante des forces dans la direction de I'oscillafipmar unité de longueur du cylindre est donnée
par intégration des forces de pression projetées danseletidin de I'oscillationz.

@@:-/ﬂm@@waw:—mﬁx. (C.15)
-

La force obtenue est de la fornig,(¢t) = —M,X, avecM, = prR? correspondant & une masse
par unité de longueur. On appelle cette force, force de nmegssiée. Un coefficient de masse ajoutée
C, peut étre défini, il correspond au ratio entre la masse aaettéa masse de fluide contenue dans le
volume de l'objet. Dans le cas du cylindi€, = 1. A noter que I'’écoulement axial n’a dans ce calcul
aucun effet sur la valeur de la masse ajoutée.



Annexe D

Calculs CFD 2D sur un faisceau oscillant

Cette annexe présente des travaux de simulation numéni§gaisées sur un faisceau 8e< 3 cy-
lindres. Les simulations sont bidimensionnelles avec umelition de périodicité et I'ajout d'un terme
source dans les équations de Navier-Stokes permettacoal&ment axial de se développer. Le faisceau
oscille & basse fréquence et a grande amplitude. Les ceafficile masse ajoutée et d’amortissement
sont calculés a partir des signaux de force temporels & larmations en fonction de I'amplitude, la
fréquence d’oscillation et la vitesse axiale sont étudi€espapier a été publié dans le bulletin Ercoftac
Fluid Structure Interactiorj22].
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Abstract

This paper presents a CFD simulation of the fluid flow
and of the fluid forces generated by large lateral
displacements of cylinder arrays in the presence of an
axial turbulent flow. A Morison-like expansion of the
force consisting in an inertial term and a drag term is
proposed, and the dependency of the dimensionless
coefficients as functions of the Keulegan Carpenter
number, of the Stokes number and of the axial Reynolds
number are investigated.

Introduction

In the nuclear industry, the seismic design of reactor
cores requires the structural analysis of fuel rod
assemblies undergoing transient excitations. The fuel
assemblies are classically described by vibrating beams,
and the fluid is usually taken into account with the help
of an added mass and an added damping coefficient
incorporated into the structure model [1]. Such a
representation is of current usage, but recent advances in
CFD have made feasible thorough evaluation of the fluid
forces nowadays.

In Power Water Reactor plants, fuel assemblies are
constituted of stacks of 17 by 17 rods with a diameter D
equal to about 9 mm, and a pitch to diameter ratio equal
to about 1.33. The steady state axial fluid velocity
reaches values equal to 5 m/s, which corresponds to an
axial Reynolds number of the order of 10°. In standard
calculations, the amplitude of the lateral displacement of
a fuel assembly during a seism can reach a few
diameters, and the corresponding frequencies range from
5 to 20 Hz. The velocity of a rod can hence reach values
up to 2 m/s, which implies that the displacement-induced
fluid flow is also turbulent. The dimensionless oscillation
amplitude can be described by the so-called Keulegan-
Carpenter (KG) number [2], equal to 21 X/D, where X is
the lateral rod displacement: in the framework of seismic
analysis, the KG number varies from 0.1 to 20.

Rod cluster
control assembly h

_ U Pellet
" Fuel tube

Il Fuel rod

Fig. 1: Sketch of a fuel assembly, from the WNA website
www.world-nuclear.org

The scientific literature provides data about large
amplitude oscillations of cylinders arrays in quiescent
fluid, whereas studies of axial flows are focused on small
lateral displacements [3]. There does not seem to exist a
large amount of reference data dealing with axial flow
and a large amplitude of the lateral displacement. Some
experiments [4] have shown that the equivalent structural
damping could reach values exceeding 30 %, and CFD
simulations [5] have corroborated this order of
magnitude.

The purpose of the present paper consists in evaluating
the unsteady fluid forces exerted upon a rigid tube array
moving laterally with KG numbers varying from 0.1 to
20. The system under study is kept as simple as possible,
in order to facilitate the identification of the key
parameters, and in order to better understand the physics
of the fluid flow.

The choice of a controlled sine displacement is made
to facilitate the analysis of the fluid dynamics. Such a
representation cannot be used as it stands for seismic
analysis, for non-linear terms in the fluid forces forbid to
expand a transient displacement in Fourier terms.



However, this approach constitutes a first step in the
understanding of fluid dynamics.

Approach

For the sake of efficiency, the simplest possible
configuration is considered, namely, a 3 by 3 cylinder
array inside a rectangular box in two dimensions. Such a
simplified representation is to be used the following way:
the central cylinder stands for the inner fuel rods, the four
corner cylinders stand for the corner cylinders of a fuel
assembly, and the four lateral cylinders stand for the
outer rods of a fuel assembly. It is here assumed that the
presence of a series of rods is screened by one single row
of cylinders.

The cylinders have the same diameter as the actual
fuel rods, i.e., 9 mm, and they are separated by gaps
equal to 3 mm. A rectangular box is arranged around the
cylinder array, with a gap equal to 2 mm in the y-
direction, and a variable gap in the x-direction. The
displacement of the cylinder array is a controlled sine
oscillation with a frequency varying from 2 to 15 Hz and
an amplitude varying from 0.05 to 4 diameters. An axial
flow is imposed, with an average value inside the array
varying from 2.5 to 7 m/s. The dimensionless values
associated with these figures are given in Table 1: the
case number 2 is chosen as reference.

As shown in Fig. 2, the fluid mesh around the
cylinders is constituted of hexahedra only as required by
the best practice in fluid dynamics, with a small width in
the axial direction associated with one cell. The mesh
generator GMSH [6] was used to generate it; it exhibits
19560 cells. The skew ratio of the cells is always lower
than 0.5, and the maximum edge ratio is equal to 1.9.

Unsteady Reynolds Averaged Navier Stokes
(URANS) simulation is performed with the help of the
finite volume fluid dynamics solver Code Saturne [7]
using the Arbitrary Lagrangian Eulerian method (see for
instance [8] for a detailed description of the ALE). The
choice was made to use a k-€ model with a standard two-
scale law.

A 2D simulation is performed by applying periodic
conditions in the axial direction, i.e., by forcing the upper
and lower velocity vectors to coincide. The net flow in
the axial direction is generated by the addition of a
momentum source term to the Navier-Stokes equations,
which compensates the friction force along the cylinder
walls and the box walls. Such a procedure ensures a two-
dimensional solution of the fluid dynamics equations,
without forcing the velocity nor the pressure at the mesh
boundaries.

The ALE method is applied in its simplest form: the
displacement of the boundaries of the fluid domain are
prescribed, and the mesh is automatically compressed
and expanded with the help of a Laplacian algorithm
which keeps the mesh almost unchanged close to the
cylinders.
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Fig. 2: partial view of the cylinder array mesh, the lateral parts
are not shown

Case Keulegan Stokes Axial Confinement
# Carpenter Reynolds
1 12.56 162 37622 11.5
2 12.56 405 37622 11.5
3 6.28 405 37622 11.5
4 0.31 405 37622 11.5
5 25.12 405 37622 11.5
6 12.56 810 37622 11.5
7 12.56 405 17442 11.5
8 12.56 405 54566 11.5
9 12.56 1215 37622 11.5
10 12.56 405 37412 5
11 12.56 405 37320 3
12 12.56 243 37622 11.5
13 12.56 324 37622 11.5
14 12.56 648 37622 11.5
15 0.69 405 37622 11.5
16 0.2 405 37622 11.5
17 12.56 972 37622 11.5
18 2.51 405 37622 11.5

Table 1: flow and oscillation conditions

The calculations are performed with an 8 processor
Linux station: in the reference case, 20000 initial time
steps of 0.2 ms are first dedicated to the stabilization of
the axial flow pattern, followed by a smooth transition to
a final series of controlled oscillations of the cylinder
array during 15000 time steps. The Courant-Friedrichs
Lewy (CFL) number obtained is lower than 4.

Flow pattern and unsteady forces

Visualization of the fluid flow are achieved with the
help of the free software Paraview [9]. The unsteady
forces obtained during the calculations are illustrated in
the reference case by the following figures, where the
fluid velocity in the x-direction and the axial component
of the vorticity are plotted. The x-direction goes from left
to right in the Figs, the y-direction form bottom to top
and the z-direction is the axial direction, perpendicular to
the Figs.
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A simple flow pattern is observed, with flow
separation downstream of each cylinder and the
formation of a wake behind the last row of cylinders. The
unsteady vortices in the wake appear to vanish quite
quickly, most probably because of the turbulent axial
flow. It can be also be observed that the leading cylinders
at the beginning of the backwards displacement interact
with the residual vortices as shown in the fourth
subfigure, which corresponds to an intermediate time
shortly after the maximum displacement.

x-velocity (m/s)

x-velocity (m/s)

x-velocity (m/s)

x-velocity (m/s)

Fig. 3: sketch of the x-velocity along one cycle of oscillation, in
-1
ms

Vorticity Z

Vorticity Z

0
200

Vorticity Z

0
200
1100

Fig. 4: sketch of the axial vorticity along one cycle of
oscillation, in s™!

The fluid forces exerted upon the cylinders exhibit a
sine-like shape, with a phase difference with the array
displacement equal to about —0.95 in the reference case
illustrated in Fig. 5 and 6. This phase shift indicates that
the drag force dominates in the range of displacement
amplitude and of fluid velocities considered, and that
inertial effect are also present. Such a description
overlooks unsteady effects like the interaction of
cylinders with the wake vortices, but it is meaningful as a
first approximation.
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Fig. 5: evolution of the x-component of the force exerted upon

the upper center cylinder during one cycle of oscillation, for a

displacement of the array proportional to sin 2mfz. Black line:
result of the computation of the reference case, gray line:
Morison-like fit of the result of the computation (see next

Section )
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Fig. 6: evolution of the x-component of the force during one
cycle of oscillation for the central cylinder for a displacement
of the array proportional to sin 2mf.. Black line: result of the
computation of the reference case, gray line: Morison-like fit of
the result of the computation (see next Section )
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Axial velocity dynamics

. ‘ . Axial xelmm (m/s)

Axial velocity (m/s)

Fig. 7: sketch of the axial velocity along one cycle of oscillation
for the reference case, in s

It is worth mentioning the fact that the axial velocity
does not adapt instantaneously to the position of the tube
array, as illustrated in Fig. 7: the axial velocity in the
wake of the cylinders remains close to zero during a part
of the oscillation cycle. This results probably from axial
inertia combined to the vanishing velocity condition
along the cylinder walls.
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Inertia and drift coefficients

A simple attempt to fit the computed forces can be
based on the Morison expansion originally derived for L A A 1
single cylinders in quiescent flow [10], namely:

(4]
orison T DZ D
FM =—ocmpT/§L(xd P_|,‘sp& g 4

2 20 [ -

where o, is the dimensionless coefficient of the added
mass term, assumed to be proportional to the acceleration a

; : m a
of the cylinder. In the above expression, the drag term
follows a quasi-steady law, and unsteady effects are o
overlooked. Nevertheless, such an expression has the

merit of simplicity, and as the term Asf/ﬁ is reasonably

close to a sine, the identification of a couple of F 1
dimensionless coefficients o, and o is straightforward.

Following this line of reasoning, it is proposed to

expand the x-forces in Morison-like coefficients 0.

1 1
according to 1.0 1 0 1 2

D* . D
F.= mz[ocm ﬂ:p4 sin®t 4—0o, pT|coscot|cosu)t A?

where ® and A4 are the circular frequency and the
amplitude of the oscillation, respectively. The 10| ‘ ‘ ]
coefficients obtained that way are still related to the drag - 1
and to the fluid inertia, but they may depend on the
oscillation parameters, especially the frequency and the
amplitude. Such an expansion cannot cover all the details 6

of the fluid flow, and presumably not the interaction of ) VN
the cylinder array with the axial flow. It is used in the 10 &

present study because it the simpler expansion that can L % /N ]
be proposed. g

The coefficients obtained throughout least square &
estimations for four out of nine cylinders are plotted in
the next figures as functions of parameters listed in 1
Table 1, i.e., the dimensionless amplitude (KG), the 10} & é
dimensionless frequency fD?/v, a.k.a. Stokes number, and r
the axial Reynolds number. The width of the box was not 4
found to have a significant influence on the coefficients

in the range of widths tested (see Table 1). .

It appears that the mass and the drag coefficients 10 . ‘0 ‘1 5

obtained that way are, as an order of magnitude, close to 10 10 10 10
unity. These values are consistent with the classical o

values of the added mass of a single cylinder estimated D

by a potential flow model (o, = 1, see for instance 11)

and with the drag coefficient of a cylinder which is close Fig. 8: mass and drag coefficients vs. Keulegan Carpenter

to unity in a wide range of Reynolds numbers (0 ~ 1 number. : center cylinder, : left central cylinder, : central
see for instance [12]). upper cylinder, : upper left cylinder

(G

é
%

As can be seen in Fig. 8, a strong dependency of the
drag coefficient with the Keulegan Carpenter number is
observed. The strong increase of oy for small values of
KC seems to indicate that the scale laws of the above
equations may require some further elaboration.
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by a potential flow model (o, = 1, see for instance 11)
and with the drag coefficient of a cylinder which is close
to unity in a wide range of Reynolds numbers (o, ~ 1,
see for instance [12]).

As can be seen in Fig. 8, a strong dependency of the
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KC seems to indicate that the scale laws of the above
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