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RESUME

Lorsqu'un avion en vol traverse des nuages d’eau & des températures sous le
point de congélation, de la glace peut se former sur la structure de I'avion. La glace
qui s’accumule sur les ailes entraine une diminution des performances de I'avion,
augmentant du méme coup les risques d’accident. Divers systémes de protection
permettent de garder I'aile exempte de glace. Parmi ceux-ci, les systémes antigivre
a air chaud sont fréquemment utilisés sur les avions & turboréacteurs. Cette thése
présente un code numérique simulant un systéme antigivre a air chaud pour aile
d’avion.

Lors de la conception des systémes de protection contre la glace, 'industrie
aéronautique utilise des codes de givrages. Ces codes de givrage permettent essen-
tiellement d’évaluer la masse d’eau captée par |'aile et d’en déduire la quantité
de glace qui se forme sans systéme de protection. Le code numérique simulant un
systéme antigivre, développé & partir du code de givrage CANICE de la Chaire en
aéronautique J.-A. Bombardier, est en mesure de calculer la distribution de tem-
pérature 3 I'intérieur de la paroi du profil et la masse d’eau évaporée pour un profil
chauffé. Le code numérique prédit aussi la forme de la glace qui s’accumule si la
quantité d’énergie fournie ne suffit pas i évaporer toute I'eau.

Un modéle mathématique bidimensionnel et stationnaire d'un systéme anti-

givre 3 air chaud est présenté ici. La solution de I’écoulement potentiel autour du
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profil permet le calcul de la masse d’eau captée. A partir d’'une position en amont
du profil, la trajectoire de chaque gouttelette est déterminée en solutionnant une
équation du mouvement prenant en compte les forces de trainées et d’inerties. Les
coefficients de captation et la masse d’eau captée sont estimés & partir des points
d’impact des gouttelettes sur le profil.

La solution des équations de couche limite de quantité de mouvement, d’éner-
gie et de diffusion massique pour une température de paroi imposée donne les
taux de transfert thermique et massique. L'utilisation des équations de couche li-
mite apporte une grande flexibilité dans I'imposition des conditions aux frontiéres
contrairement aux méthodes intégrales utilisées dans les codes de givrages clas-
siques. Les conditions aux frontiéres prés de la surface varient avec la température
et la présence ou non d'un film d’eau. L'influence de I'eau de ruissellement sur la
couche limite de vitesse est prise en compte indirectement en considérant que le
film d’eau crée des rugosités sur la surface du profil. La forme de I'interface entre
'eau et I'air n’est pas déterminée. Les distributions de vitesse et de température
dans le film d’eau suivent une répartition parabolique lorsque I'eau est liquide.

L'équation de conduction bidimensionnelle dans un solide fixe la distribution de
température dans la paroi du profil. Les conditions 3 Ia frontiére externe dépendent
de I'état de Ia surface. Lorsque seule de I'eau liquide ou de la glace est présente dans
une région, un flux de chaleur imposé provenant des calculs de la couche limite est

utilisé. Lorsque de 1’eau liquide et de la glace sont présentes, la température de la



surface égale celle du point de congélation. Du c6té interne de la paroi, un flux de
chaleur ou un coefficient de convection est utilisé. Une analogie avec le cas d’un jet
dirigé contre une plaque plane modélise I'écoulement interne d’air chaud.

Les équations de couche limite sont résolues par une méthode de différences
finies. Une méthode de volumes finis permet de solutionner I'équation de conduc-
tion dans la paroi. La distribution de température finale dans la paroi et la quan-
tité d’eau évaporée sont obtenues en solutionnant successivement les équations de
couche limite et I'équation de conduction. Les itérations s’arrétent lorsque I'énergie
entrant dans la paroi égale I'énergie sortant de la paroi.

Les résultats obtenus avec le code de couche limite se comparent bien avec les
résultats expérimentaux, sauf lorsqu'il y a un gradient de pression favorable. La
prédiction du transfert thermique pour une couche limite turbulente autour d'un
cylindre ne donne pas des résultats entiérement satisfaisants. Le transfert thermique
autour d’un cylindre avec des rugosités croit plus rapidement avec le nombre de
Reynolds lors des calculs que lors des expériences.

Les températures prédites lors des simulations de systéme antigivre dépendent
grandement de la quantité d’eau captée et de la position du point de transition. En
choisissant les bonnes grandeurs, les résultats numériques s’approchent des résultats
expérimentaux. Une estimation du débit d’air chaud nécessaire pour prévenir la

formation de glace est obtenue en utilisant I'analogie avec un jet dirigé contre une

plaque plane.



ABSTRACT

When an aircraft flies trough a cloud of water at temperature below freezing
point, ice can occur on the aircraft structure. The ice that accretes on a wing can
cause performance degradation and can increase the probability of an accident.
Several ice protection systems can be used to keep the wing clear of ice. Among
them, the hot air anti-icing systems are used frequently on turbo-reacted airplanes.
This thesis presents a numerical code for the simulation of a hot air anti-icing
device for airplane wings.

Aircraft manufacturers use icing codes for designing ice protection systems.
These icing codes give an evaluation of the impinging water mass on wings and
estimate the amount of ice that build up without an ice protection system. The
anti-icing code, developed from the icing code CANICE from the Chaire en aéro-
nautique J.-A. Bombardier, is able to predict the temperature distribution inside
the metal skin and the amount of evaporated water on a heated airfoil. The nu-
merical code also predicts the ice shape if there is not enough energy to evaporate
all the water.

A 2D steady mathematical model of a hot air anti-icing system is presented.
The mass of impinging water is evaluated from the potential flow solution around
the airfoil. From a position upstream of the airfoil, the droplet trajectories are

calculated by solving a momentum equation that accounts for the drag and inertia
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forces. The collection efficiency and the impinging water mass are estimated from
droplet impinging points on the airfoil.

The convection and evaporation rates are found by solving the boundary layer
equation for momentum, energy and mass diffusion. The use of boundary layer
equations gives more flexibility in the choice of the boundary condition when com-
pared to the integral method used in classical icing code. Surface boundary con-
ditions depend on temperature and on the presence or absence of water. Effect of
runback water on the momentum boundary layer is taken into account by consid-
ering that the water film creates roughness on the airfoil surface. The shape of the
interface between water and air is not determined. The velocity and temperature
distributions inside the water film follow a parabolic distribution when water is
liquid.

The 2D conduction equation for solids gives the temperature distribution inside
the metal skin. The external boundary condition depends on the surface state.
When either only liquid water or only ice is present in an area, an imposed heat
flux found from the boundary layer solution is used. When liquid water and ice
are present together, surface temperature is fixed to freezing point temperature.
On the internal side of the metal skin, a heat flux or a convection coefficient is
used. An analogy with a jet impinging on a flat plate gives a simple model for the
internal hot air region.

The boundary layer equations are solved by a finite difference method. A fi-
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nite volume method is also used to solve the conduction equation inside the metal
skin. The final temperatures inside the metal skin and the amount of water evap-
orated are obtained by solving successively the boundary layer equation and the
conduction equation. Iterations stop when energy balance across the metal skin is
reached.

Results obtained with the boundary layer code compare well with experimen-
tal results, except in the case of a favorable pressure gradient. The heat transfer
predictions for a turbulent boundary layer around a cylinder are not entirely sat-
isfactory. The heat transfer around a rough cylinder increases faster with the
Reynolds number in the numerical results than in the experimental results.

Temperatures calculated for anti-icing system simulation depend highly on the
amount of water that impinges and on the laminar-turbulent transition point po-
sition. By selecting appropriate values, numerical results are close to the experi-
mental results. An estimate of the amount of air needed to avoid ice formation is

obtained by analogy with a jet impinging on a flat plate.
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INTRODUCTION

L’accumulation de glace sur les avions crée des problémes depuis les débuts de
I'aviation. Dans les 15 années qui suivent la deuxiéme guerre mondiale, plusieurs
travaux de recherche et de développement sont réalisés afin de diminuer les risques
associés aux vols dans des conditions propices au givrage. Encore aujourd’hui, la
glace est une cause majeure d'accidents. Chaque année, une trentaine d'accidents
reliés & 'accumulation de glace sur la structure d’un avion en vol se produisentf!.
Parmi ces accidents, environ un par année implique un avion commercial trans-
portant des passagers. Par exemple, I'accident d’'un ATR-72 en Indiana au mois
d’octobre 1994 et I'accident d’un Embraer-120 au Michigan en 1997 ont probable-
ment été causés par des dépots de glacel!l.

Du givre s’accumule sur la structure d'un avion en vol quand certaines condi-
tions atmosphériques particuliéres se produisent. Lorsqu’un avion traverse un nuage
contenant des gouttelettes d’eau en état de surfusion et que la température am-
biante est en-dessous du point de congélation, du givre peut apparaitre sur la
structure. La quantité et 'endroit oit le givre se forme dépendent de plusieurs fac-
teurs: du diamétre des gouttelettes, du contenu en eau liquide du nuage, de la
température ambiante, de la vitesse de 1’avion et de la durée de I'accumulation de
la glace. Evidemment la présence d’un systéme de protection contre Ia glace vient

aussi changer les caractéristiques de I’accumulation de givre.
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Lorsqu’une gouttelette d’eau en état de surfusion frappe la structure de I’avion,
elle peut soit geler immédiatement, soit ruisseler sur la surface et geler en aval. Dans
le premier cas, la glace qui se forme est opaque et se nomme givre. Dans le second
cas, la glace est translucide et se nomme verglas. La sorte de glace qui se forme
dépend de la quantité d’énergie gagnée et perdue par la gouttelette lors du processus
de solidification. Plusieurs paramétres affectent le bilan d’énergie, le paramétre
principal étant la température ambiante. Pour une température ambiante froide,
soit sous les —10°C, la glace s’accumule sous forme de givre. Pour une température
ambiante chaude, soit entre 0°C et —5°C, 'accumulation prend la forme de verglas.
Des accumulations mixtes de verglas et de givre sont aussi possibles.

Il y a plusieurs fagons d’éviter les effets catastrophiques de la glace sur les
performances de 'avion. Les systémes de protections cherchent & empécher I'accu-
mulation de glace aux bords d’attaque des ailes. Ces systémes se divisent en deux
catégories selon le principe utilisé pour éviter la formation de glace: les systémes
de dégivrage et les systémes antigivrel?.

Les systémes de dégivrage laissent une petite quantité de glace se former avant
d’agir pour nettoyer la surface. Ces systémes fonctionnent de fagon périodique et
utilisent la chaleur ou la déformation pour enlever la glace sur l'aile. La chaleur
provient habituellement de plaques chauffantes électriques insérées dans la paroi
au bord d’attaque. Dans le cas des systémes utilisant la déformation, des bandes

de caoutchouc contenant plusieurs cellules se gonflent rapidement lorsque de I'air
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4 haute pression y est injecté. Les systémes de dégivrage visent seulement & dé-
coller la couche de glace de I'aile pour que celle-ci soit entrainée par les forces
aérodynamiques.

Les systémes antigivre, quand & eux, ne permettent aucune accumulation de
glace au bord d’attaque. Soit que le bord d’attaque de 'aile est chauffé continuelle-
ment, soit qu'un liquide antigel est injecté lorsque 1'avion entre dans une zone oi il
y a risque d’accumulation de glace. Lorsque l'aile est chauffée, la surface peut étre
maintenue juste au-dessus du point de congélation pour éviter la formation de glace
au bord d’attaque. L’eau s’évapore partiellement et ruisselle en aval hors de la zone
chauffée et geéle éventuellement, & un endroit moins critique pour les performances
de l'aile. Pour éviter la formation de glace, la zone chauffé doit évaporer toute I’eau
captée par l'aile. Dans ce cas, la paroi doit-étre maintenue 4 des températures plus
élevées. La chaleur nécessaire au systéme antigivre provient habituellement de I’air
chaud comprimé pris & l'entrée des moteurs et circulant & l'intérieur de l’aile au
bord d’attaque.

Evidemment, tout les moyens pour éviter la formation de glace nécessitent une
certaine quantité d’énergie. Cette quantité d'énergie doit étre réduite le plus pos-
sible pour ne pas augmenter la consommation de carburant de 1'avion, sans cepen-
dant réduire I'efficacité du systéme de protection. La simulation numérique permet
une optimisation rapide et peu cofiteuse, comparativement aux démarches expéri-

mentales, des systémes antigivre et de dégivrage.
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Dans le cadre d'un programme coopératif entre |'école Polytechnique, le Conseil
de Recherche en Sciences Naturelles et en Génie (CRSNG) et Bombardier Aéro-
nautique, un code permettant de calculer I'accumulation de glace sur un profil
bidimensionnel a déji été mis au point. Le présent travail a comme principal ob-
jectif de développer un code numérique bidimensionnel permettant de simuler un
systéme antigivre pour ailes d’avion & partir du code de givrage existant. La cha-
leur du systéme antigivre provient de 'air chaud circulant & I'intérieur du profil
prés du bord d’attaque. Les avions turboréactés utilisent habituellement ce type
de systéme antigivre. Le code numérique doit pouvoir étre utilisé par Bombardier
Aéronautique lors de la conception de systéme antigivre.

La simulation d’un systéme antigivre demande I’élaboration de modélisations
particuliéres pour la couche limite autour du profil, I'écoulement de I'eau de ruissel-
lement et la paroi solide. A partir d’un profil d’aile et d’un flux de chaleur provenant
du systéme antigivre connu, le code numérique doit étre en mesure de calculer la
distribution de température et le pourcentage d’eau évaporée. Le code développé
doit également permettre de calculer la glace qui s’accumule lorsqu’aucun systéme
antigivre n’est utilisé.

Dans un premier temps, une revue bibliographique des travaux antérieurs per-
tinents est effectuée. Au chapitre deux, le systéme antigivre est séparé en quatre
régions et les modéles mathématique utilisés dans chacune des régions sont pré-

sentés. Le chapitre trois explique les méthodes numériques utilisées pour faire les



calculs. Quelques validations préliminaires effectuées & partir des différentes parties
du modéle mathématique sont réalisées au chapitre quatre. Finalement, le chapitre
cinq expose les résultats de simulations numériques de systéme antigivre et les

compare avec des résultats expérimentaux lorsque possible.



CHAPITRE 1

TRAVAUX ANTERIEURS

La modélisation des systémes antigivre utilisés pour éviter la formation de glace
sur les ailes d’avion exige I'utilisation et I'intégration de résultats de travaux effec-
tués dans plusieurs domaines. Méme en excluant la modélisation de 1’écoulement
interne d’air chaud, le sujet reste vaste. La modélisation du film d’eau i la surface
du profil et son interaction avec la couche limite sont des sujets qui méritent une
attention particuliére.

Ce chapitre expose tout d’abord les possibilités et les méthodes de calcul des
codes de givrage actuellement utilisés. Par la suite, les principaux travaux étudiant
les systémes antigivre, tant au niveau expérimental que théorique sont décrits.
Finalement, quelques travaux utiles dans deux domaines particuliers, & savoir les
écoulements de film mince et les écoulements de couche limite turbulente sur paroi

rugueuse, sont présentés.

1.1 Code de givrage

Au début des années 80, des codes numériques intégrant le calcul du champ de
vitesse aérodynamique, le calcul des trajectoires des gouttelettes d’eau et le calcul

du taux de croissance de Ia glace et de sa forme sont mis au point. Ces codes
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permettent aux compagnies ceuvrant dans le domaine de I’aéronautique de prédire
la quantité de glace qui s’accumule sur un avion en vol.

La majorité des codes de givrage utilisent le modéle mathématique développé
par MacArthur et al.Pl pour simuler la formation de la glace sur un profil bidimen-
sionnel. L’écoulement potentiel autour d’un profil est d’abord résolu. Puis, pour un
diamétre spécifié, les trajectoires des gouttelettes en suspension dans l'air autour
du profil sont calculées une & une. Avec les points d’impact des gouttelettes sur le
profil et le contenu en eau liquide dans 'air, lIa masse d'eau captée est connue.

Une fois la quantité d’eau arrivant sur chaque panneau du profil discrétisé
connue, les équations de conservation de la masse et de I’énergie pour un volume de
contrble permettent de déterminer la fraction d’eau qui géle, la fraction d’eau qui
ruisselle et la fraction d’eau qui s’évapore pour une température ambiante donnée.
Un film continu modélise I'eau qui ruisselle. Le coefficient de convection 4 la surface
de I'eau est calculé i l'aide d’une méthode intégrale de résolution de la couche li-
mite faisant appel au concept des rugosités équivalentes pour représenter la surface
glacéel®l. Le taux d’évaporation est calculé & partir du coefficient de convection et
de la pression de vapeur d’eau i la surface du film. Enfin, la géométrie du profil est
modifiée afin de tenir compte de la glace accumulée aprés un intervalle de temps
fixé par I'utilisateur. A partir du profil modifié, un nouveau calcul de la quantité
de glace qui s’accumule peut-étre réalisé.

A I'aide du modéle mathématique de MacArthur et al., la NASA a développé
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un code aumérique, LEWICE, permettant de prédire 'accumulation de Ia glacel®l.
Plusieurs versions modifiées de ce code sont maintenant utilisées aux Etats-Unis.
La plupart des modifications concernent le calcul du champ de vitesse autour du
profil : couplage visqueux-non-visqueux!®l, effet de la compressibilité en utilisant un
code d'Eulerl’l, solution des équations de Navier-Stokes bidimensionnelles!®], calcul
tridimensionnel®, etc. L’'ONERA a aussi mis au point un code, basé sur le mo-
déle mathématique de MacArthur, permettant de calculer le givrage sur des corps
tridimensionnels'®1Y, La Francel!®!! ['Angleterrel!?l, I'Italiel*] et le Canada!™!l
ont tous développé des codes basés au départ sur la modélisation mathématique de
MacArthur et al. Plus récemment, Bourgault et al.l!>!% ont suggéré une approche
différente pour le calcul de Ia masse d’eau captée par un profil. Cette approche
s’adapte mieux aux calculs avec un code de Navier-Stokes ou d'Euler.

La comparaison des formes de glace calculées & 1'aide de codes de givrage avec
des résultats expérimentaux!'™!®l a permis de montrer les forces et les faiblesses
de la modélisation utilisée. Lorsque toute I'eau captée géle lors de I'impact, la
forme de la glace prédite par les codes de givrage se compare bien aux résultats
expérimentaux. Lorsque ’eau ruisselle sur le profil avant de geler, la prédiction de
la forme de la glace devient beaucoup moins satisfaisante. Les formes de glace plus
complexes et les difficultés associées aux calculs aérodynamiques autour de corps
non-profilés rendent les calculs de givrage difficiles pour des températures prés du

point de congélation. Le code de givrage CANICH*, mis au point par le groupe
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de la chaire J.-A. Bombardier de I'Ecole Polytechnique de Montréal, a été validé
lors d'une série d’expériences menées par le groupe d’Aérodynamique Avancée de

Bombardier Aéronautiquel?®,

1.2 Systéme antigivre

Les premiers travaux sur les systémes antigivre et de dégivrage en vol remontent
i la fin de la seconde guerre mondiale. A cette époque, des données expérimentales
sont acquises en condition de vol réel ou dans des souffleries, comme dans I’étude
de Gelder et Lewisl®!l. Des relations empiriques et 'utilisation de graphiques per-
mettent d’estimer la quantité de chaleur nécessaire pour prévenir la formation de
la glacel®. Des plaques électriques chauffantes, d’étendue limitée dans la direction
de la corde, donnent en plusieurs positions sur le profil la quantité de chaleur néces-
saire pour éviter la formation de glace. La puissance électrique dissipée par chaque
plaque chauffante donne le flux de chaleur sortant 4 travers une petite surface. La
quantité de chaleur requise pour éviter la formation de glace sur I'aile est calculée
en faisant un bilan d'énergie incluant les termes appropriés, comme le suggére Neel
et all®l

Méme si ces études ont été effectuées sans le concours de I'informatique mo-
derne, elles forment une importante partie des données expérimentales disponibles
actuellement. Les équations d’énergie utilisées dans ’analyse de Messingerf*!! sont

i la base du modéle thermodynamique développé par MacArthur. La plupart des
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code de givrages, dont CANICE, utilisent ce madéle.

Les recherches sur les systémes antigivre et de dégivrage s'intensifient 3 Ia fin
des années 70 avec le développement de codes numériques de simulation et la vo-
lonté de réduire la puissance utilisée par les systémes prévenant ’accumulation de
glace. Les travaux peuvent &tre classés en trois grandes catégories selon les moyens
utilisés pour éviter I'accumulation de glace. Les systémes antigivre et de dégivrage
utilisant la chaleur pour é&viter la formation de la glace forme la premiére catégorie.
La chaleur provient soit de plaques chauffantes électriques, soit de I'air chaud cir-
culant & l'intérieur de ’aile. La deuxiéme catégorie comprend tous les systémes de
dégivrage qui utilisent la déformation et le déplacement pour éviter la formation
de glace, tel les systémes & impulsion électrique ou pneumatique. Finalement, les
systémes exclus des deux premiéres catégories sont aussi étudiés, tels les systémes
basés sur ['utilisation de liquides antigel ou de jets de surface.

Les recherches bibliographiques menées dans le cadre de ce travail, ainsi que
celles de Thomas, Cassoni et MacArthurl, montrent que peu d’études récentes
portent sur les systémes antigivre. Al-Khalil®®l est le seul i s'intéresser spécifi-
quement i la modélisation de I’échange de chaleur qui se produit du c4té de I'écou-
lement externe dans un systéme antigivre. Al-Khalil concentre son attention sur
la modélisation de 'eau de ruissellement. Le coefficient de convection entre l'air
chaud & lintérieur de I'aile et la paroi est considéré connu. De la méme fagon, les

caractéristiques de I'écoulement au-dessus du film d’eau ainsi que le débit d’eau
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frappant le profil constituent des données de base dans sa définition du probléme.
L’eau, provenant des gouttelettes frappant le profil, ruisselle comme un film continu
sur une surface chauffée.

Al-Khalil suggére deux modéles mathématiques, soit un modéle de base et un
modéle amélioré. Ses modéles proviennent d’observations expérimentales qui in-
diquent que dans la région ou les gouttelettes frappent le profil, un mince film
d’eau couvre entiérement la surface et que ce film se brise en ruisselets approxima-
tivement & la frontiére de la zone d'impact. Ses modéles mathématiques intégrent
deux aspects: une modélisation du transfert thermique dans I'eau de ruisseillement
et une modélisation de la conduction dans la paroi métallique.

Le modéle de base néglige le gradient de température dans la direction normale
au mur dans la paroi métallique et dans I’eau. Le coefficient de transfert de chaleur
local entre I’eau et la paroi est obtenu a I’'aide du nombre de Reynolds local de
I’écoulement de film d’eau et des équations de couche limite sur une plaque plane.

Le modéle amélioré, quant 3 Iui, prend en compte la variation de la température
dans la direction normale au mur dans la paroi et dans le film d’eau. Ce modéle
définit un facteur de ruissellement afin de tenir compte de la présence de ruisselets
hors de la zone d’impact. Le facteur de ruissellement représente essentiellement le
pourcentage de la surface qui est mouillé. Une méthode de volumes finis permet de
calculer la distribution de température dans la paroi et dans I'eau.

Les premiers travaux d’Al-Khalil, en collaboration avec Keith et DeWitt, portent
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principalement sur la mise au point du modéle amélioré*%-28l. Par la suite, son mo-
déle est intégré & un code de calcul de glace (LEWICE) et les résultats sont compa-
rés avec des résultats expérimentaux, par exemple pour une nacelle, dans I'article
de Al-Khalil, Keith et De Witt?% ou encore pour un profil NACA 0012 chauffé élec-
triquement dans ceux de Al-Khalil et al.[*] et de Al-Khalil et Potapczukl®. Les
températures de surface calculées sont du méme ordre de grandeur que les tem-
pératures de surface mesurées. Cependant la distribution de températures connait
des fluctuations qui ne se retrouvent pas dans les résultats expérimentaux.

Plus récemment, Bourgault et al.l'®l ont regroupé plusieurs codes d’éléments
finis résolvant les équations de Navier-Stokes dans le but de simuler un systéme
antigivre. Le code simulant I'écoulement interne d’air chaud et le code simulant
la conduction dans le mur ont servi & prédire le rendement d’écoulement interne
d’air chaud dans un bord d’attaque de profil®¥. Une approximation de film mince
permet de simuler le ruissellement de I'eau sur une surface tridimensionnellel**l.
Cependant, le couplage des codes d’écoulement interne, de conduction, de ruissel-
lement et d’écoulement aérodynamique autour du profil n’est pas encore tout a fait
au point.

D’autres auteurs se sont aussi intéressés i la modélisation d’un systéme anti-
givre. Cependant, aucun n'a réellement cherché & simuler le phénomeéne du ruis-
sellement de fagon aussi détaillée qu’Al-Khalil. Henry!®! a développé un modéle

simulant le transfert de chaleur associé 3 I'usage d'un systéme électrique de dégi-
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vrage utilisé comme systéme antigivre. L'effet du flux de chaleur sur le coefficient
de transfert de chaleur est considéré en réalisant un calcul complet de couche limite
par différence finie. Les résultats numériques sont comparés avec des résultats ex-
périmentaux. Fanelli et al.1*™! présentent des résultats expérimentaux obtenus avec
une plaque électrique de dégivrage chauffant de fagon périodique et de fagon conti-
nue. Finalement, Yeoman®! estime, 4 I'aide de données recueillies lors de test de
certification, la puissance requise et I'efficacité d'un systéme de protection contre

la glace & I'entrée d'un moteur pour plusieurs conditions atmosphériques.

1.3 Film mince

Al-Khalil choisit de modéliser 1’eau qui ruisselle sur le profil comme un film
continu se brisant en ruisselets lorsqu’il atteint I’épaisseur critique minimale. Les
critéres pour déterminer ’épaisseur minimale d’un film avant qu'il ne se brise en
ruisselets sont suggérés par Hartley et Murgatroyd[®®l. Leur étude théorique suggére
deux critéres pour connaitre I'épaisseur de rupture : I'équilibre des forces ou I'exis-
tence d'un minimum d’énergie. Mikielewicz et Moszynskil*”! élaborent, quelques
années plus tard, un modéle pour prédire la rupture qui reprend le concept de
I'existence d’un minimum d’énergie et lui additionne [’obligation d’égalité du débit
massique et d’énergie dans le film et les ruisselets. Ces critéres de ruptures sont
développés & I'origine pour des films liquides s’écoulant sur une surface verticale.

La distribution de vitesse i I'intérieur d’un ruisselet le long d'une plaque verticale



14

est calculée, entre autre, par Bentwich et af*®l.

Al-Khalill® utilise les critéres de rupture de Mikielewicz et Moszynski pour
déterminer I’épaisseur minimale d’un film d’eau entrainé par friction. L’épaisseur
du film d’eau qui se forme i la surface d'un profil est toujours inférieure 3 1’épaisseur
minimale. Cependant, dans la zone d’'impact des gouttelettes, I'expérience montre
que I'eau mouille entiérement la paroil®”l. Les ruisselets apparaissent seulement hors
des limites de la zone d'impact. Lorsqu'un systéme antigivre est utilisé de fagon
a ce que l'eau capté g'évapore entiérement, les ruisselets ne se forment pas. La
présente étude ne cherche pas & modéliser ces ruisselets. Elle s’'intéresse plutét
'interaction entre la couche limite d’air et le film d’eau.

La présence d’'un mince film d’eau entre la couche limite et la paroi du profil
modifie I’écoulement d’air. La transition laminaire-turbulente dans la couche limite
se produit pour des nombres de Reynolds plus petits que dans le cas d’une surface
lisse. De plus, la forme de I'interface eau-air vient modifier le coefficient de friction
et le coefficient de transfert de chaleur dans la partie turbulente de fagon analogue
& ce qui se produit en présence de rugosités de surface.

Plusieurs auteurs ont tenté de déterminer la forme de I'interface lorsqu'un mince
film liquide est entrainé par un gaz. La plupart des études théoriques font appel
i la théorie des petites perturbations afin de déterminer les longueurs d’ondes les
plus instables dans le film d’eau.

Miles®! est I'un des premiers i tenter de résoudre le probléme en analysant la
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stabilité pour un film liquide, en considérant ce dernier comme entrainé du cété du
gaz par une force de friction imposée. Son étude, valable pour les petits nombres
d’onde, montre qu’en théorie le film liquide devient instable pour des nombres de
Reynolds et de Weber suffisamment élevés. Ces nombres de Reynolds et de Weber
sont basés sur la vitesse de surface et la profondeur du film.

Hanratty et Engenl*! déterminent expérimentalement que quatre formes I’in-
terface sont possibles & la surface d’'un film liquide entrainé par un gaz. Pour des
faibles vitesses de gaz, la surface est lisse. Les premiéres perturbations, des petites
vagues bidimensionnelles, apparaissent lorsque la vitesse du gaz est augmentée.
Ces vagues se transforment en vagues tridimensionnelles ressemblant & des galets
pour des vitesses de gaz encore plus élevées. Finalement, des nouvelles vagues en
forme de rouleaux pratiquement bidimensionnels apparaissent. Eventuellement, &
trés grande vitesse de gasz, le liquide est enlevé sous forme de gouttelettes 3 la
surface du liquide, d’aprés Woodmansee et Hanratty!4!l. Hanratty et Engen s'in-
téressent aussi & la modification de I’écoulement d’air et utilisent le concept des
rugosités équivalentes pour décrire les vagues de type galets. Cohen et Hanratty{*?!
utilisent la théorie des petites perturbations pour prédire avec plus ou moins de
succés |'apparition des premiéres vagues. Toutes ces études utilisent un nombre de
Reynolds basé sur la vitesse du film liquide et sur son épaisseur.

Finalement, Craikl*l a étudié expérimentalement et numériquement Ia stabi-

lité de film liquide trés mince (environ 0,0128 cm), et constate I'apparition d'une
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nouvelle instabilité. Cette instabilité prend la forme de vagues bidimensionnelles se
déplacant lentement i la surface de I'eau.

Ces vagues proviennent des forces visqueuses qui dominent lorsque le film est
mince, tandis que pour les films plus épais, les vagues originent de la pression. Craik
trace la courbe de stabilité, en fonction du nombre de Reynolds du film d’eau.

Les résultats des travaux précédents ont un intérét limité dans le cadre de la
présente étude. La théorie de la stabilité linéaire donne la longueur d’onde probable
des vagues mais pas leur amplitude. De plus, I"écoulement d’un film d’eau sur un
profil ne se compare pas trés bien avec ’écoulement d’un film oii la surface n'est
pas perturbée par l'arrivée de gouttelettes. La solution simultanée des écoulements
d’air et d'eau en tenant compte de la déformation de l'interface eau-air donne un
probléme trop complexe pour permettre son utilisation dans la modélisation d'un

systéme antigivre.

1.4 Rugosités de surface

Le probléme se simplifie beaucoup si la couche limite n’interagit pas directement
avec le film d'eau. Pour vitesse i I'interface eau-air petite par rapport 3 la vitesse
& P'extérieur de la couche limite, la surface de I'eau peut étre représentée par une
paroi fixe rugueuse. Les différents modéles développés pour représenter une couche
limite sur parois rugueuses peuvent &tre utilisés pour déterminer la force de friction

et le flux de chaleur i I'interface. La présence d'une paroi rugueuse ne modifie en
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rien I'écoulement laminaire mais augmente le coefficient de friction et de transfert
de chaleur de la couche limite turbulente.

D’aprés Hosni, Coleman et Taylor!*!, Nikuradse et Schlichting ont réalisé les
premiéres études expérimentales des effets des rugosités de surface. Les expériences
de Nikuradse dans des tuyaux aux parois soupoudrées de grains de sable de tailles
uniformes le conduisent & identifier trois régimes d’écoulement pour les tuyaux:
aérodynamiquement lisse, transitionnellement rugueux et pleinement rugueux. Le
nombre de Reynolds rugueux détermine le type de régime.

Par la suite, Schlichting introduit le concept de rugosité équivalente de grains
de sablel® pour classer les rugosités de formes et d’espacements divers. Une fois
connu l'effet d'un type de rugosité sur la couche limite, une équivalence est établie
avec les distributions de grains de sable utilisées lors des expériences de Nikuradse.

Le concept de rugosité équivalente suppose 1’existence d'une région d’écoule-
ment dans la couche limite qui suit une loi logarithmique. Perry et Joubert!*®]

proposent une lois logarithmique, de Ia forme générale

2 =an= 4B, (L.1)
Ur v

utilisant un coeflicient de viscosité modifié v, pour représenter le profil de vitesse
dans une couche limite turbulente au-dessus d'une surface rugueuse. La valeur de

la viscosité turbulente modifiée dépend seulement d'une longueur caractéristique

de rugosités. Plus tard, Perry et all*®l suggérent qu'une loi logarithmique existe
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pour les couches limites thermique au-dessus d’une surface rugueuse. Cette loi est
fonction du nombre de Prandtl et d'une longueur caractéristique des rugosités.
Aucun résultats expérimentaux ne vient cependant appuyer leur affirmation.
Kader et Yaglom!*”], considérant que les couches limites massique et thermique
sont équivalentes, dérivent une relation pour le coefficient de transfert de chaleur
ou de masse A partir des lois logarithmiques. Cette relation est modifiée deux ans
plus tard“8! pour tenir compte de la présence de rugosités de surface. La constante
B pour la distribution logarithmique de température est fonction du nombre de
Prandtl, de la hauteur des rugosités et d’autres parameétres décrivant la forme
et 'arrangement des rugosités. Dans le cas particulier d'un écoulement pleinement
rugueux, ils suggérent une fonction pour la constante B valable lorsque les rugosités
sont collées les une sur les autres. [is soulignent le fait que pour la couche limite de
vitesse, un écoulement pleinement rugueux signifie que seule la trainée de pression
exercée par les rugosités compte tandis que pour la couche limite thermique, la
diffusion moléculaire reste toujours le seul mécanisme de transfert possible. La
compilation de plusieurs résultats expérimentaux indique que la forme des rugosités
n’affecte pas énormément les résultats. Dans une synthése sur les lois de similarité
pour les écoulements de paroi, Yaglom [ insiste sur I'importance de la forme et de
Ia distribution des rugosités. De plus, il signale que la hauteur caractéristique d’une
rugosité pour la couche limite de vitesse est supérieure i la hauteur caractéristique

de cette méme rugosité pour la couche limite thermique.
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Le concept de rugosité équivalente de grains de sable est fréquemment utilisé
comme base de comparaison des résultats expérimentaux ou encore dans la modé-
lisation de la couche limite sur surface rugueuse. Kays et Crawford™l proposent des
équations basées sur le concept de rugosité équivalente pour tenir compte des rugo-
sités de surface dans les calculs de couche limite. Dans le cas de 1'utilisation d’une
méthode intégrale pour résoudre la couche limite, ils suggérent une équation pour
déterminer le coefficient de friction et une équation pour déterminer le coefficient
de transfert de chaleur. Une équation de longueur de mélange modifiée utilisable
dans un code de différence finie est également proposée. La méthode intégrale de
Kays et Crawford est utilisée, entre autre, par Makkonen!®! et Yamagushil®!l pour
prédire avec plus ou moins de succés le transfert de chaleur autour d’un cylindre
rugueux.

Le principal probléme des méthodes de calcul basées sur le concept de rugosité
équivalente vient du fait qu'il n’existe pas de lien direct entre la forme des rugosités
sur la surface et la hauteur de rugosité équivalente. L'utilisation de corrélations
associant des rugosités de forme, de taille et de densité données avec une hauteur
de rugosité équivalente est nécessairel®3l.

Un deuxiéme type d’approche basée sur les éléments discrets permet de prendre
en compte 'effet d’un groupe d’éléments de rugosité individuelle en incluant des
termes sources supplémentaires dans les équations de mouvement et d’énergie et

en tenant compte de I'effet de blocage.
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Taylor, Coleman et Hodgel®! et Hosni, Coleman et Taylor®! proposent res-
pectivement une modélisation pour le coefficient de friction et une pour le coefficient
de transfert de chaleur. Les constantes nécessaires & la fermeture des équations de
couche limite turbulente sont déterminées i partir d’expériences sur plusieurs types
de surface. Par la suite, Taylor et al.54 ont comparé les prédictions des modéles avec
les résultats expérimentaux dans le cas d’un changement abrupt d’un mur rugueux a
un mur lisse. Toujours & partir des mémes modéles, Hosni et al.[55 ont étudié I'effet
de la forme des rugosités sur le transfert de chaleur. Leurs résultats numériques
se comparent avantageusement avec les résultats expérimentaux obtenus sur une
plaque plane avec ou sans gradient de pression.

Seuls quelques études expérimentales ont porté sur I’évaluation des coefficients
de transfert de chaleur locaux sur des corps de forme arbitraire. Les résultats ex-
périmentaux de Achenbach®® obtenus autour d’un cylindre avec trois types de
surface rugueuse servent fréquemment pour valider les calculs numériques des coef-
ficients de transfert de chaleur autour des profils d'aile. Récemment, Bragg et al.l%]
et Bragg, Lee et Henzel®! ont réalisé des études expérimentales visant & mesurer
le transfert de chaleur existant au dessus de rugosités caractéristiques de la glace
s’accumulant sur un profil. De méme, Dukhanet 4l ont mesuré le coefficient
de friction au dessus de surfaces rugueuses reproduisant avec précision les diffé-
rentes rugosités présentes lorsqu'il y a accumulation de glace. Henry et Guffond!®

utilisent la mesure infrarouge pour évaluer les coefficients de transfert de chaleur
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au-dessus de formes de glace dans une soufflerie givrante. Seul les résultats expéri-
mentaux d’Achenbach sont suffisamment détaillés pour permettre la validation de
codes numériques.

L'effet des rugosités de bord d’attaque sur le transfert de chaleur dans la zone de
transition a été étudié par Pinson et Wangl®!l pour une couche limite sans gradient
de pression. L'effet de I’accélération sur un écoulement de couche limite pleinement
rugueux est étudié expérimentalement par Chakroun et Taylor%? et par Coleman
et all8,

Cette revue bibliographique montre que, jusqu’a présent seul Al-Khalill®! et
Bourgault et al.l!™! se sont intéressés 4 la modélisation d'un systéme antigivre. Les
travaux réalisés par Al-Khalil portent principalement sur la modélisation du film
d’eau 3 la surface du profil. Le probléme du transfert thermique et massique dans
la couche limite d’air au-dessus d'un systéme antigivre n’a pas encore été étudié.

Malheureusement, aucun des travaux portant sur I'étude des écoulements de
film liquide entrainé par friction ne peut s’appliquer & la modélisation d’un systéme
antigivre. La détermination de la forme de I'interface air-eau est trop complexe pour
étre utilisable dans la modélisation d’un systéme antigivre. La couche limite d’air
doit donc étre résolue indépendamment de I'écoulement d’eau i Ia surface du profil.
L’ean sur la surface est prise en compte en considérant la paroi rugueuse dans le
calcul de la couche limite turbulente.

La paroi rugueuse est modélisée i I'aide du concept de rugosité équivalente
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pour trois raisons. Tout d’abord, les résultats expérimentaux ont permis d’établir
un lien entre la taille et la distribution des rugosités sur un profil en condition
de givragel®. II suffit de déterminer les hauteurs de rugosités équivalentes pour
quelques types de rugosité et non pas de développer une relation générale. En-
suite, le concept de rugosité équivalente est généralement accepté et utilisé dans
I'industrie de ’aéronautique. Finalement, certaines difficultés apparaissent si I'on
veut utiliser le modéle de rugosités discrétes dans le cas du transfert massique.
Pour tenir compte de la masse d’eau qui s’évapore des rugosités, il faut ajouter
un terme i ’équation de conservation de la masse. La définition d’une fonction de
courant, nécessaire pour utiliser un code de couche limite par différence fini, de-
vient impossible. Le prochain chapitre présente en détail le modéle mathématique

retenu.
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CHAPITRE 2

MODELE MATHEMATIQUE

Ce chapitre décrit le modéle mathématique utilisé pour représenter le systéme
antigivre. Ce modéle cherche i simuler le transfert de chaleur qui se produit dans
un systéme antigivre & air chaud, afin de déterminer la quantité d’énergie néces-
gaire pour éviter la formation de glace. Dans la pratique, la formation de glace au
bord d’attaque d’une aile est évitée soit en évaporant complétement ’eau dans la
zone d’impact, soit en évitant que I'eau géle dans la dite zone. Dans ce dernier
cas, I'eau qui sort de la zone d’impact s’écoule sous forme de ruisselets. La mo-
délisation développée ici cherche i simuler un systéme antigivre par évaporation.
Un traitement spécial de I'écoulement d’eau sous forme de ruisselets, semblable au
traitement élaboré dans le travail d’Al-Khalil?®!, ne sera pas nécessaire.

Le modéle mathématique utilisé divise le systéme antigivre pour aile d’avion en

quatre régions:

1. la région d’écoulement externe;
2. la région d'eau de ruissellement
3. la région solide ;

4. la région d’écoulement interne d’air chaud antigivre.

. Ces quatre régions sont représentées i la figure 2.1. La région d’écoulement
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FIGURE 2.1 - Représentation schématique d'un systéme antigivre pour un profil.

externe inclut 'écoulement d’air et les goutteleties d’eau autour du profil. Toute
I’eau qui se retrouve sur le profil, que ce soit sous forme liquide ou solide, est incluse
dans la région d'eau de ruissellement. La région solide est constituée de la paroi
mono ou multi-couches du profil et des résistances électriques internes lorsqu’elles
sont présentes. La modélisation de I'écoulement interne d’air chaud est nécessaire
afin de connaitre le coefficient de convection local entre la paroi et I’écoulement
interne. Ce coefficient sert 4 déterminer le flux de chaleur provenant de I'air chaud.
Une modélisation trés simple est suggérée et lorsque c’est possible des coefficients
de convection ou des flux de chaleur déterminés expérimentalement ou i partir de
codes numériques existants sont utilisés.

Le phénoméne étudié est considéré comme bidimensionnel. De plus, ce travail
néglige le temps de réponse lors des périodes d’activation et de désactivation du
systéme antigivre ainsi que lors des variations des conditions de vol. Le modéle
présenté est donc bidimensionnel et stationnaire. De plus, Ia surface du profil est

considérée comme étant exempte de glace lors de I'activation du systéme antigivre.
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2.1 Ecoulement externe

L'écoulement externe d’air autour du profil est modélisé en trois étapes. Dans
un premier temps, '’écoulement d’air non-visqueux autour du profil est déterminé.

La solution de I’équation de Laplace,
V=0 (2.1)

donne le champ de vitesse potentiel autour du profil.

La vitesse en tout point de I'espace est donnée par U = V¢(z,y). Loin du
profil, la vitesse U,, est imposée. La condition d’imperméabilitée de la surface et
la condition de Kutta permettent de résoudre 1’équation de Laplace autour du
profillésl,

La deuxiéme étape consiste i calculer la quantité d’eau qui est captée par le
profil. A I'aide du champ de vitesse potentiel, les trajectoires des gouttelettes sont
calculées individuellement & partir de points en amont du profil, dans la partie non
perturbée de ’écoulement. L’équation de trajectoire des gouttelettes de masse my
i la position ry 9 gécrit:

&r,
Fg = m,-ﬁ-. (2.2)

La force F, représente la somme vectorielle des force de flottaison, de gravité et de

trainée.
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dy
? “@—————Foint de stagnation

FIGURE 2.2 - Calcul du coefficient de captation local.

La courbe des coordonnées curvilignes s des points d’impact des gouttelettes
sur le profil en fonction du point de départ y permet de trouver les coefficients de

captation locaux:

_%
ﬂ - 2;1 (2'3)

tel qu'illustré & la figure 2.2. La quantité d’eau qui frappe le profil, mm,, est

déterminée & partir du contenu en eau liquide, LWC, par unité de profondeur®!:
Mimp = BULLWCdy. (24)

La troisiéme étape consiste & calculer la couche limite & partir des vitesses tan-
gentielles & Ia paroi du profil, 4., trouvées lors du calcul de I’écoulement potentiel.
Le coefficient de friction, le coefficient de transfert de chaleur et le taux d’évapo-
ration sont calculés en résolvant les équations de couche limite bidimensionnelle
laminaire et turbulente. L’effet de la couche limite sur I’écoulement potentiel au-
tour du profil n’est pas pris en compte. Pour des profils mono-élément & nombres

de Reynolds élevés et 3 angles d’attaques faibles, la couche limite ne modifie pra-
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tiquement pas I'écoulement potentiel prés du bord d’attaque.

2.1.1 Couche limite

Les équations de conservation de la masse, de diffusion massique de la substance

j de concentration m;, du mouvement et d’énergie pour la couche limite s’écrivent

respectivement! :
dpu  Gpv
% T = 0 (25)
6m,- 6m,- a ( 6m,)
+ _ Om; ) . 2.6
pipt + pu ol W (2.6)
du Ou dP 43 ( Ou
pu3;+pv—a = -_l+—a (ﬂ_a) 3 (2’7)
8H  OH d (koH du\® dP
ppe—F p—=— = —|—— ) +p|{=—) —u—. 28
5z oy Ay (cp 3y) # (33!) ‘& 28)

La variable H représente ’enthalpie totale de la substance, la somme de ’en-

thalpie et de I'énergie cinétique:

H=h+1/2(s +3). (2.9)

Dans le cas présent, le mélange n’a que deux composantes : I’eau sous forme de
vapeur et l'air. L’hypothése d'un nombre de Lewis unitaire, Pr/Sc = 1, permet
d’obtenir I'équation d’énergie 2.8.

Lorsque la couche limite devient turbulente, les équations utilisées demeurent
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les mémes, sauf qu'une viscosité turbulente p;, un coefficient de diffusion turbu-
lente (v;)¢ et un terme de conduction turbulente k, sont additionnés & leur valeur
laminaire respective.

La viscosité turbulente est calculée & ’aide du modéle développé par Cebeci et
Smithl®”l. La viscosité tourbillonnaire pour un &coulement au-dessus d’une surface

avec ou sans transfert de chaleur est donnée par

(em)i=2 l% Ve (2.10)

pour 0 < y < y.. Pour y. < y < 4, I'équation de la viscosité tourbillonnaire est

(Em)o = ’ f (ve - u)dyl Ver'Ys (2.11)
avec
1.55
— 0.0168—22. 2.12
@ = 001687 (2.12)
I = 0.55(1 —exp(—0.243z;"* —0.298z,)); (2.13)
zy = Ref425 —1 pour Ry > 425. (2.14)

La longueur de mélange [ est donnée par

[ =040y [1 ~exp (-%)] (2.15)
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oit A est une constante, qui est représentée par

A= 26Fr1 (pﬁ) (2.16)
2 1/2
N = ["F (ﬁf) i( — exp(11.85 o)+ exp(lL 8”‘ v¥) (2.17)
Pt = %idz"—’ (2.18)
Uy
vi = ; (2.19)

Les équations (2.10) et (2.11) utilisent un facteur d’intermittence v,, pour repré-
senter la région de transition d’un écoulement laminaire & un écoulement turbulent.

Il est défini par une relation empirique,

Yoo =1— exp[—G(z Zpy) i , (2.20)

Zep Ue

oll T, est le point ol débute la transition et le facteur G est &valué au point de
transition avec

G=833x10* =R;’ 4 (2.21)

Méme si 'équation 2.21 a été développée pour un écoulement non-couplé adia-
batique, elle est considérée comme une approximation valable pour le cas de couche
limite couplée avec transfert de masse et de chaleur développé ici. Le transfert de
chaleur et le transfert de masse dans Ia couche limite changent Ia longueur de Ia

région de transition. Cependant, dans tout les cas étudiés plus loin au chapitre 5,
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les transferts de chaleur et de masse restent faibles et ne modifient pas le profil de
vitesse dans la couche limite.

Un autre facteur «y est ajouté pour prendre en compte le caractére intermittent
de la turbulence prés de la frontiére supérieure de la couche limite. Il est défini par

I'expression empirique

y= [1 +55 (l) 8] B , (2.22)

Yo
avec Yo défini comme le point y ot u/u, = 0.995. La valeur de y. est définie comme
le point oil ()i = (€m)a-

A partir de la viscosité turbulente s, = pe,, et des nombres de Prandtl turbulent
Pr, et de Schmidt turbulent Sc,, les valeurs pour la diffusion turbulente et la
conductivité sont calculées. Une valeur constante de 0,9 est utilisée pour les nombres
de Prandtl et de Schmidt turbulents.

Le concept de rugosité équivalente permet de tenir compte de la présence de
rugosités i la surface, causés par exemple par le film d’eau discontinu sur le profil.
Pour une hauteur de rugosité équivalente de grain de sable k,, la longueur de

mélange devient [%7]

[=0.40(y + Ay)[1 — exp(—(y + Ay)/A)]. (2.23)
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Le paramétre Ay est une fonction de kf = k,u. /v, c’est & dire,

Ayur _ 0.9[/kr — k¥ exp(—k}/6)] 5 < kF <70

- (2.24)

0.64(k})0-58 70 < k}F < 2000.
Lorsque la surface est hydrauliquement lisse, kf < 5, alors Ay = 0.

2.1.2 Transition

Le point de transition laminaire-turbulent pour une surface lisse est obtenu &

I'aide du critére de Mitchelll5]:
Rg > 1.174(1 + 22400/ R, )R2*C. (2.25)

Le critére de Von-Doenhoffl®®! donne le point de transition sur une surface ru-
gueuse. La transition se produit lorsque la valeur du Reynolds local au sommet
de la rugosité est supérieure i la valeur critique. La vitesse ux au sommet de la

rugosité k, permet de déterminer la valeur du nombre de Reynolds local,

upk,
v

> 600. (2.26)

Ce critére a été établi expérimentalement pour des rugosités de type grain de sable
collées les une sur les autres.

Ces critéres de transitions sont valables pour une couche limite autour d’un
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profil sans transfert de chaleur et de masse. La détermination précise du point de
transition dans le cas d'un systéme antigivre est rendue difficile par Ia présence
d’un film d’eau entre la paroi et I'air. La plupart du temps, la position du point de

transition doit étre imposée.

2.1.3 Conditions aux frontiéres

Afin de résoudre les équations de la couche limite, il faut imposer des conditions
appropriées aux frontiéres. A la frontiére supérieure de la couche limite, la vitesse
tangentielle u, provenant de la solution potentielle est utilisée. Pour I'équation de
quantité de mouvement, I’équation d’énergie et I'équation de diffusion massique,

les conditions sont respectivement :

vt = u,
H = H |ay=4 (2.27)
m; = (Mj)e |

Au mur, y = 0, les conditions aux frontiéres sont légérement plus complexes.
Lorsqu’un film d’eau est présent, une certaine masse de vapeur entre dans la couche
limite prés de la paroi 4 un taux mg,,. L'effet de cette masse sur I'équation de quan-

tité de mouvement 2.7 est pris en compte en imposant une vitesse de transpiration
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tly=g = 0; (2.28)

telymo = T/ (229)
Pour I'équation d’énergie 2.8, une température de surface T} est imposée:
Hlymo = T2, (2.30)

La modélisation du film d’eau présentée dans la section 2.2 permet d’obtenir cette
température. Lorsqu’il n'y a pas d’eau, la température de surface devient la tem-
pérature A l'interface air-paroi, T},.

L’équation de diffusion massique 2.6 est résolue en imposant la concentration en
y = 0. La concentration massique de I'’eau dans |’air est une fonction de la pression
de vapeur partielle de 1’eau P, et de la pression statique P,:

(M15)oep =
Milar = 1 61P, —0.61P,

(2.31)

La pression de vapeur P, est fonction de la température. Une interpolation poly-
nomiale dans les tables de vapeur de ’ASME(®® permet d’obtenir la pression de
vapeur pour une température donnée.

Une situation particuliére se produit lorsque le taux d’évaporation est supérieur
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au débit massique g, + 1f,, dans le film d’eau. Le taux d’évaporation doit alors
&tre imposé. Ce taux d’évaporation est plus petit que le taux d’'évaporation trouvé

en imposant la concentration massique. La condition i la frontiére y =0 s’écrit :

Mjly=0 = (Mj)eap i titggy < Ty + M4y § (2.32)
dm; _gil! — i
_;Ln_l = — TP sl myap > Mg, + M. (2.33)
¥ y=0 V5

2.1.4 Propriétés variables

Les propriétés de I'air dans la couche limite dépendent de la température et de
la concentration massique. La densité change avec la température et avec la concen-

tration en eau. Le poids moléculaire équivalent d'un mélange est donné parl! :

1

M= (M )air [ Mair + (M) 0ap/ Meoe™

(2.34)

Les masses moléculaires M de I'air et de la vapeur d’eau sont respectivement

98.966 kg/kmol et 18.01kg/kmol. Avec R = 8.31434 Nm/molK, la densité p du

mélange devient :

_MP,
P=RT"

(2.35)

La variation de la viscosité avec la température est donnée par la loi de Suther-
landl™ .

p= 1.45-‘(,[—(:1%7 (2.36)
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Un nombre de Prandtl constant de 0,7 est utilisé pour obtenir la conductivité
thermique. Le nombre de Schmidt est fonction du coefficient de diffusion massique

d'une substance , ;:

Se

Il

Bl (2.37)

% = pD;. (2.38)

Le coefficient de diffusion de I'eau dans I'air D; vaut 0.25 x 10~*m?/s [4l.

2.2 Fau de ruissellement

La modélisation de I'eau qui ruisselle 3 la surface du profil dérive de I'approche
mise au point par Messinger?¥l. L’eau ruisselle comme un film liquide continu. Des
conditions aux frontiéres appropriées permettent de tenir compte de la friction
exercée par la couche limite d’air, des gouttelettes qui frappent et de la glace qui

se forme.

2.2.1 Vitesse dans le film d’ean

Soit un film d’eau d’épaisseur F entrainé par la force F' dans la direction z tel

qu'illustré 3 la figure 2.3.

L’équation différentielle de Ia conservation du mouvement dans la direction z
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£ u(.y) T(xy)
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FIGURE 2.3 - Film d’eau & la surface du profil.

s’écrit pour le film d’eau:

&uen +vm‘aueat — 1 8P. eqn + [azuent + azuut] (2.39)

uuu a.’B ay - -pﬂﬂﬂ az amz ay2

Les termes de 1’équation 2.39 peuvent étre remplacés par leur ordre de grandeur

respectif, soit
- u s [Ug), Ia vitesse 3 la surface,
- y = [F], I'épaisseur du film d’eau.
L'utilisation du taux de changement dans la direction = de I'épaisseur semble

&tre la meilleure fagon de définir la valeur de la grandeur caractéristique [X ™ :

dE
= = gy (2.40)

Xl = 5 (2-41)
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En utilisant I’équation de continuité, I'ordre de grandeur de v devient [U][E]/[X].
Si [E} << [X], Ia condition i respecter pour négliger les termes d’inertie de-

vient :

[EF <L Veax = _I-
XP " [UlX] Rs

(2.42)

La simplification par la méme méthode de I’équation du mouvement en y permet

de trouver que la pression P.., ne varie pas dans la direction y, donc

=Ze (2.43)
[

Les termes d’inerties dans [’équation du mouvement sont négligeables pour
I'écoulement de 'eau i la surface du profil & condition que le taux de change-
ment de |'épaisseur du film mince soit suffisamment petit. De plus, la composante
de vitesse v,,, devient négligeable. Dans le cas du film d’eau sur le profil, chaque
gouttelette qui frappe apporte une petite quantité de mouvement dans la direction
normale 3 la paroi. Afin de simplifier le modéle, 'effet des gouttelettes dans la
direction normale & la paroi est négligé.

L’équation du mouvement en z devient un simple équilibre entre le gradient de

pression & I'extérieur du film d’eau et les forces visqueuses:

L1 dR _  Pu
Peax dT o By

(2.44)
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L’équation 2.44 permet de trouver . (z,y) pour un film entrainé par la force

F i la surface. Les conditions aux frontiéres s’écrivent :

Ueau(z,0) = 0; (2.45)
61[“.(.’5,.5' ) — T
2o B ) (2.46)

L’équation 2.44 devient aprés intégration :

1 dP,
eaul L, ) = : Av Bv. .
Ueau(Z,Y) 2;:,..4:;”3*” v+ (2.47)

Le respect des conditions aux frontiéres en y =0 et y = E impose B, =0 et

_ F(z) E(z)dF.

A,
PBeaw  fleaw 4T

La distribution de vitesse dans le film s’écrit

1 dP, 1
v+

dP,

e () = (Fo-E@%)s @

Le débit massique 1h(z) est défini comme I'intégrale de pe,uteqs(z,y) par rapport

ay:

Thia(z) = [a o Peowleas(Z:y)dY ; (2-49)
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Min(Z) = peanB’(z) (%F(z)p,.., - 311:1,“ aZ’E(z)) . (2.50)

L’épaisseur E du film s’écrit en fonction du débit massique rh;, :

E¥z) = in(2) : 2.51
®= e - E5E) (251

2.2.1.1 Force entratnante

La valeur de la force entrainante F' est donnée par la sommation de la force de

friction de l'air et de 'apport de quantité de mouvement en = des gouttelettes au
film d’eau:

F =1 4ty Uimp. (2.52)

2.2.2 Distribution de température dans le film d’ean

Pour un écoulement incompressible o1 la composante de vitesse v est nulle, [a

quantité de mouvement constante et la dissipation visqueuse négligeable, I'équation

d’énergie s'écrit :

Lorsqu’un écoulement pleinement développé en température existe, 1’équation
2.53 se résout analytiquement. L’écoulement pleinement développé en température

existe seulement pour certaines conditions aux frontiéres, par exemple un flux de
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chaleur constant ou une température de paroi constante.
Dans le cas d'un film liquide, le flux de chaleur net entrant dans I'écoulement
est donné par la somme du flux chaleur provenant du systéme antigivre et du flux

de chaleur perdu & I'écoulement externe:

Qiot = Qmur + Qp:rte- (2 ~54)

Pour un taux de changement de Q,.. petit, le flux de chaleur entrant dans le film
est considéré constant. La longueur d’entrée pour avoir un écoulement pleinement

développé thermiquement pour I'équation 2.53 s’écrit, d’aprés Kays et Crawford4},
£ > 0.1RgPr .EB. (2.55)

La grandeur caractéristique en z est définie i 'aide du taux de changement de

QM:
X] = 2. (2.56)

Ce qui nous donne comme condition pour que I’écoulement puisse étre considéré

pleinement développé en température avec un flux de chaleur constant :

[%"-‘l >> 0.1RgPr..E. (2.57)
Q
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Lorsque I'équation 2.57 est respectée, le terme de gauche de I'équation 2.53

devient

811303 — dTm
Pecsueaacw 328 - pemzumcv T‘.‘B_- (2.58)

Avec cette simplification, I'équation 2.53 peut étre intégrée par rapport 4 y. Un

polyndme d’ordre deux donne la variation de la température avec y:

Tesu(z,y) = Ar(2)y’ + Br(z)y + Cr(z). (2.59)

Les conditions aux frontiéres et la température moyenne du film d’eau permettent

de déterminer les constantes:

Trlyo = Crle)=T.; (2.60)

M’Qﬁt
Koy ——
% g

= —kn(247E(5)+ Br) = Qpue.  (261)

Dans un écoulement pleinement développé avec flux de chaleur constant :

dT, _ dT;
= dz” (2.62)
La valeur de la température massique moyenne T3, définie comme
&
T; (:B) — Peu.,;) u-(zry)Tmu(z,y)dy’ (2.63)

Thtin ()
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est donc connue. En remplagant 2.59 dans I’équation 2.63 et en utilisant la condition
a I'interface eau-air 2.61, les valeurs des constantes Ay et By sont déterminées. Les

expressions pour Ay et By sont données & I’Annexe I.

2.2.2.1 Flux de chaleur Q,.

La température T, provient des calculs réalisés dans la région solide (section
2.3). Le flux de chaleur perdu & I'écoulement externe Qpere inclut les pertes d’éner-
gie par évaporation et par convection et 'énergie apportée dans I'’écoulement par

les gouttelettes qui entrent dans le film d’eau:
Qpeﬂe =Qu +7hvap(cw1: + Le) - H'imp- (2;64)

2.3 Région solide

L’équation de conduction bidimensionnelle est utilisée dans la région solide.

L'équation de conduction s’écrit :

d( 4L\, d( ) o _

iz (kpzr—') + @ (kp dy ) + S, =0 (2.65)
en régime permanent. Un terme source S, offre la possibilité de simuler un systéme
de chauffage par résistance électrique.

La condition i Ia frontiére interne est donnée soit comme un flux de chaleur
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provenant du systéme antigivre, soit comme un coefficient de transfert de chaleur.
La nature des données disponible sur le systéme antigivre détermine le choix de Ia
condition i la frontiére interne.

A Dl'interface eau-solide ou air-solide, la condition & la frontiére va dépendre
de la température de surface. Un flux de chaleur imposé Qpert. est utilisé en tout
temps, sauf lorsqu'’il y a un mélange d’eau liquide et de glace a la surface. Dans ce
cas, le mélange doit étre & la température de fusion de la glace. Une température
T, de 0°C est alors imposée.

La faible émissivité des métaux, particuliérement celle de I'aluminium, permet

de négliger les pertes par radiation dans le cas des profils d'aile.

2.4 Région d’écoulement interne

La région d’écoulement interne est modélisée en utilisant un coefficient de
convection local interne, un flux de chaleur imposé ou un terme source & I'inté-
rieur de la surface solide.

Le coefficient de convection ou le flux de chaleur sont obtenus soit numeéri-
quement, soit expérimentalement. Des codes numériques déja existants permettent
d’obtenir les coefficients de convection locaux pour une géométrie donnée, un débit
et une température i |'entrée du jet d’air chaud connus.

Une approximation grossiére du coefficient de transfert de chaleur interne entre

I’air chaud et la paroi est possible en utilisant des relations pour un jet frappant



*h
FIGURE 2.4 - Jet rectangulaire frappant une plaque plane.
une plaque plane.
D’aprés Incroperal™l le nombre de Nusselt moyen Nu pour un jet sortant i la

vitesse U; d'une fente de largeur w et frappant une plaque plane 2 la distance D

est

Nz 3.06
= I 2. 6

pPris zfw+Djw+ 2.78R;u' (2.66)

z D 1.33 -1

= . — —_— — o 5 2.67

m = 0695 [(m) + (2w) +3 06] , (2.67)

B = 2 (268

Vi

La distance z représente la distance depuis le point d'impact du jet, tel que le
montre [a figure 2.4.

Cette relation est valable pour:

3000 < R; <90000; (2.69)
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2< 2 <i0; (2.70)
1< £ <20. (2.71)
Avec la définition du Nusselt moyen
Wa = {Nudd (2.72)
Aj

pour une surface A; et en assumant une forme de cloche pour la courbe de Nu
en fonction de z, il est possible de trouver les valeurs du coefficient de convection
local:

Nu = 2h,~,,¢w/k,-. (2.73)

En utilisant comme valeur pour I'axe des z la distance du c6té interne de la
paroi & partir du point d’impact du jet d’air chaud, une estimation des coefficients
de convection interne ;e du systéme antigivre est obtenue. Le point d'impact du
jet d’air chaud et la température & la sortie du jet, T; fixent la distribution du flux
de chaleur Q;n: :

Qint = hiat(Tine — T5). (2.74)

Le prochain chapitre présente les méthodes numeériques choisies pour résoudre

le modéle mathématique du systéme antigivre.
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CHAPITRE 3

METHODES NUMERIQUES

Les équations modélisant chacune des quatre régions sont discrétisées et résolues
numériquement. Le calcul numérique se fait en quatre étapes. Tout d’abord, le
champ de vitesse est calculé autour du profil. Puis, le calcul des trajectoires des
gouttelettes permet de connaitre la quantité d’eau captée par le profil.

Une fois ces deux premiéres étapes réalisées, un processus itératif commence
pour trouver la température dans la paroi du profil. Pour une température ini-
tiale, la quantité de chaleur sortant de la paroi du profil est calculée en résolvant
simultanément les équations de la couche limite et de la région d’eau de ruisselle-
ment. Ensuite, la distribution de température dans la région solide est déterminée
en tenant compte de la chaleur perdue vers I'écoulement externe et de la chaleur
provenant du systéme antigivre. Cette nouvelle distribution de température rem-
place la distribution de température initiale et un nouveau calcul de couche limite
est effectué. Lorsque la quantité d’énergie qui entre dans la paroi égale la quantité

d’énergie qui en sort, le processus itératif s’arréte.
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3.1 Ecoulement potentiel et trajectoires

Le champ de vitesse potentiel autour du profil & un angle d’attaque donné est
déterminé i l'aide de la méthode de panneaux de Hess et Smithf*l. La vitesse
tangentielle 4, au-dessus de chaque panneaux est trouvée ainsi que le coefficient de
pression C, et le coefficient de portance Cj.

Avec les vitesses en tout point de I’espace connu, I'équation 2.2 du mouvement
des gouttelettes est résolue par une méthode de Runge-Kuttal™ d’ordre cinq avec
pas de temps variables. Le calcul des trajectoires débute en amont du profil, dans
la région de I'écoulement non-perturbée par la présence du profill™l. Une fois les
deux premiers points d'impact des gouttelettes sur le profil trouvés, ['espacement
vertical Ay entre les points de départ des trajectoires est ajusté automatiquement.

Le coefficient de captation local est défini, sous sa forme discréte, comme

p=2L, (3.1)
s étant la distance curviligne sur le profil. Lorsqu’un premier coefficient de captation
local est connu, le prochain espacement Ay est fixé en prenant comme valeur pour
As une fraction de la longueur As, du panneau touché. Une valeur légérement
inférieure & un est utilisée pour la fraction pour s’assurer que chaque panneau dans
la zone d’'impact est touché par une gouttelette.

L’espacement entre les points de départ des gouttelettes varie proportionnelle-
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ment aux coefficients de captation locaux. De cette facon, le nombre d’impact sur
chaque panneau du profil est maintenu i peu prés constant. Cette méthode permet
de déterminer les limites d'impacts avec précision, tout en limitant le nombre total
de trajectoires calculées.

La forme discréte de 1’équation 2.4,

ml! = BAsUnlWC (3.2)

tmp

permet de trouver la quantité d'eau captée & partir des coefficients de captation
locaux moyen sur chaque panneau du profil. Les B représentent la moyenne des 3

aux points d’impact des gouttelettes sur le panneau.

3.2 Couche limite et région d’eau de ruissellement

Les équations couplées de la couche limite 2.6, 2.7 et 2.8 sont d’abord adimen-
sionnées & |’aide de la version compressible des transformations de Falkner-Skan et
de ligne de courant. Les équations transformées sont résolues par différence finie

en utilisant la méthode des boites (Boz method) mise au point par Kellerl”].



3.2.1 Equations transformées

La forme compressible des transformations de Falkner-Skan s’écrit :

U, p

ch p (]

1!’(2:3/) = PeleteZ [ (.‘B,ﬂ) .

dn

.
3

De méme, la fonction de courant se définit comme:

1

- X
m = T

&
By

-
-
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(3.3)

(34)

(3.5)

(3.6)

En introduisant ces transformations dans les équations de la couche limite, les

équations du mouvement 2.7, de diffusion massique 2.6 et d’énergie 2.8 deviennent:

Oy +mff +mle= (1] = = (L -2

(emSy) +mifSL,

(erSp+anf Y +mafSy = o (rE -5 L)

OSm of
tZ-m gt “J 1.
z(_f Oz S"‘az) '

(3.7)
(3.8)

(3.9)

L’apostrophe dénote la différenciation par rapport & 7. Les variables f', S,,

et Sy représentent respectivement la vitesse adimensionnelle u/u,, le ratio des

concentrations massiques (1 — m;)/(1 — (m;)) et le ratio des enthalpies total



H/H,. Les autres paramétres sont définis par:

= C(l+¢h),
_ o
Pelte’
— Pe
a
Cu? 1, 1
= T -5+ "*(1‘??:)]'
C + Sc
= 'sz(‘“msz)'
C . Pr
= E(I-{-EMP—'_‘),
1 z
= E 1+ + i edz(pel‘e)]t
- Zdw
= o
— &m
= =

Les conditions aux frontiéres deviennent en 7 =0:

f’
fe

St

!

il

0;

-1
— / 4V, dT
(Sepiepez)?s Jo Pet

(Sm)w ou Si, =

(ST)JI

-y g
TgapCsT

V(M) — 1) °

a0

(3.10)
(3.11)
(3.12)
(3.13)
(3.14)
(3.15)
(3.16)
(3.17)

(3.18)

(3.19)
(3.20)
(3.21)

(3.22)
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etenn=1,:

Fo=1; (3.23)
S = 1; (3.24)
Sy = L (3.25)

R, =Y. (3.26)

Les équations transformées sont résolues a |’aide du code de calcul de la couche
limite couplée suggéré par Cebeci et Bradshaw ). [nitialement prévu pour résou-
dre I'équation de quantité de mouvement et I'équation d’énergie, le code est modifié

pour inclure la résolution de 1'équation de diffusion.

3.2.2 Calcul du flux de chaleur

Le flux de chaleur nécessaire pour maintenir la température imposée a la paroi
est calculé au point milieu de chaque panneau du profil discrétisé. Les calculs
débutent au point de stagnation du profil. Les stations de calcul de la solution
parabolique de Ia couche limite et de I’eau de ruissellement sont situées au centre
de chaque panneau. La solution de Ia couche limite est couplée avec la solution de

la distribution de température dans le film d’eau.
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L’énergie perdue par convection Qy et par évaporation }.T,,,p vers ['air ambiant

est tout d'abord calculée sur la longueur As, d’un panneau:

T
Qu = kﬁ,@As,, (3.27)

Hop = thyap(coT! + Le). (3.28)

Les variables ¢, et Le représentent respectivement la chaleur spécifique de I'eau
dans I’état approprié, glace ou eau, et la chaleur latente d’évaporation. L'équation

3.28 tient compte du fait que I'eau doit geler avant de se sublimer{"®l:

Hup = thogp(caT! — Lf) + tipapLs; (3.29)

Le = Ls—Lf. (3.30)

L’énergie latente d’évaporation doit &tre égale i |'énergie latente de sublimation
Ls moins ’énergie latente de fusion Lf pour respecter le premier principe de la
thermodynamique.

La masse d'eau qui s’évapore est évaluée en multipliant soit la somme de la

masse d'eau captée titimp et qui ruisselle 1y, ou encore le taux d’évaporation, par

la surface du panneau:
Myap = 7,-—-‘{(?) “ZAs,; (3.31)
Y
rh,m’ = mfn(ﬁl,ap,fh,'mp + ‘ﬁl{n). (3.32)
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La quantité d’eau qui ruisselle vers un panneau m;, provient du panneau de
calcul précédent. La masse d’eau qui reste 3 la sortie d’'un panneau r,,; dépend de
Ia masse d’eau évaporée m,,p, de la masse d’eau qui géle ny, et de la masse d’eau
captée My, :

fhin’*'fhimp =mvap+fhg¢ +fhm. (3.33)

Quatre situations particuliéres se produisent 4 la surface de chaque panneau du

profil :
— pas d’eau;
— toute 'eau géle;
— seulement une partie de 1'eau géle;
— toute 'eau est liquide.

Ces quatre cas sont représentés a la figure 3.1.
Lorsqu'’il n'y a pas d’eau sur la surface, mg = 0 et 1y, = 0. La chaleur perdue

par la paroi est alors simplement égale a la chaleur perdue par convection :

Qmer = Qu- (334)

Le second cas se produit lorsque la température est en-dessous du point de
congélation, T, < 0°C — AT'. Dans ce cas, la fraction d’eau qui géle, F, est fixée 3
1. La température i Ia surface de la glace est la méme que celle de la paroi.

Quand Ia température de la paroi est prés du point de congélation, 0°C —AT <
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F1GURE 3.1 — Conditions aux frontiéres selon [’état de la surface.

T, < 0°C + AT, la fraction d'eau qui géle est évalué i l'aide de:

Hﬁnp"'gﬁ:'i'Qu-va—H.vap—-gm

F= _ 3.35
ol (3.35)
Ici, . représente la masse d’eau qui n'est pas évaporée:
Mot = Thin + Mimp — Tvap (3.36)
et
Hiot = T (3.37)

La température de I'eau est constante i travers le film d'eau. La température
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massique moyenne 7} égale 0°C.

Si la fraction d’eau qui géle se situe entre 0 et 1, alors aucun changement n'est
apporté 3 la valeur de @,. Puisque la solution est évaluée de fagon itérative, cela
signifie que @, garde la valeur déterminée lors de la solution de la conduction dans
la paroi, & 'aide équation 2.3. Lorsque la fraction d’eau qui géle est supérieure
4 1, les calculs se font comme dans le second cas, oii toute I’eau devient glace.
Lorsque la fraction d’eau qui géle est inférieure & 0, les calculs se font comme dans
le quatriéme cas, ol toute I'eau est liquide.

Dans ce dernier cas (toute l'eau reste liquide), la température de la paroi est
supérieure au point de congélation: T}, > 0°C + AT A I'aide de Ia force de cisaille-
ment exercée par la couche limite, la distribution de vitesse et 1’épaisseur du film
d’eau sont trouvées & partir des équations 2.48 et 2.51. La variation de température
a travers I'épaisseur du film est approximée de fagon polynomiale par I'équation
2.59. La fraction d’eau qui géle F est égale & 0. La température a la frontiére infé-
rieure de la couche limite devient la température dans le film & I'interface eau-air,
T}, et non plus la température de la paroi.

Lors du démarrage des calculs au point de stagnation, le profil de température
dans le film d’eau est obtenu en supposant un cas de conduction pure. La constante
devant le terme d’ordre deux de I'équation 2.59, Ay, vaut alors zéro. La quantité

d’énergie perdue vers la couche limite et la température & la paroi fixent les valeurs

de By et Cp.
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La quantité de chaleur sortant de la paroi pour le panneau de calcul est donnée,

dans les deuxiéme et quatriéme cas, par
Q, = —thg(ceTs — Lf) = Hyp — MeontCoTt + Himp + Qu+ Hin.  (3.38)

Le taux d’accumulation de la glace, 1y, est trouvé & partir de la définition de
la fraction d'eau qui géle F:

F=1d (3.39)
Mot

La température massique moyenne T} est trouvée & partir de I’équation 2.63.
La valeur de AT est fixée arbitrairement & 0,5°C. Une valeur de AT trop grande
conduit & une vérification systématique de la fraction d’eau qui géle. Une valeur de
AT trop petite nuit quand & elle & la convergence, en empéchant les cas d’eau qui

géle partiellement de se produire.

3.3 Région solide

La résolution de I’équation de conduction dans la région solide se fait par une
méthode de volumes finisl"®l. La paroi est discrétisée en volumes de contréle quasi-
orthogonaux de la longueur des panneaux, tel que présenté i la figure 3.2.

Les nceuds du maillage sont d’abord calculés. L'épaisseur de la paroi, supposée
constante, est d’abord divisée en N, segments d’égale longueur DY . La numérota-

tion se fait de la surface vers l'intérieur du profil et dans le sens des aiguille d’'une
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ASp
i l ill
i-l i+2
DY(.1) j=1
I .
DX(i,2) DY2(i+1,2)
=2
2£i,3)
j=N+1

FIGURE 3.2 — Volumes de contrédle dans la région solide.
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oY DY,

FIGURE 3.3 - Lignes de construction du maillage.

montre autour du profil. L'intersection des droites paralléles aux panneaux et trans-
latées vers l'intérieur du profil de la distance DY donne les lignes de construction
du maillage, comme ['illustre la figure 3.3.

Les nceuds du maillage sont localisés au centre de chaque ligne de construction.
Les volumes de contréle sont construits autour des nceuds, sauf dans le cas des
nceuds aux frontiéres supérieures et inférieures de la paroi. Dans ce cas, des demi-
volumes de contréle sont construits.

Les volumes de contréle formés ne sont pas parfaitement orthogonaux et cer-
taines hypothéses doivent étre faites pour simplifier le calcul des distances. Celles-ci
sont mesurées aux nceuds tel qu’illustré & la figure 3.2. Les distances DX?2 calcu-
lées au centre des volumes de contréle sont utilisées aux interfaces des volumes de
contréle.

Les limites du domaine de calcul sur I'intrados et I’extrados doivent aussi étre
établies. Une condition de conduction nulle, k,dT,/dz = 0, étant imposée i ces
frontiéres, les limites doivent étre établies suffisamment loin de la région chauffée

pour qu’il n'y ait plus de changement de température le long de la paroi.
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L’équation de conduction 2.65 discrétisée s’écrit :

a .. . . . R . . ..
WP p(hd) = 6gTp(i+ 1) +awT(i — 1.5) +anTp(ig +1) +asT,(i.5 — 1)

b+ (1= 0) F (T (3.40)

Les coefficients a sont définis comme:

es(id) = Prrrsi (3.41)
awlid) = osli—Ls); (3.42)
an(i,j) = %l; (3.43)
as(i) = anlig—1); (3.44)
ap(id) = as(id)+aw(id) +an(is) +as(i). (3.45)

Un facteur de relaxation ¥ est utilisé dans I’équation 3.40 pour prendre en
compte la température de I'itération précédente et s’assurer de la convergence de
Ia solution. Le terme b vaut zéro, sauf si une résistance électrique est présente. Aux
frontiéres verticales sur l'intrados, a,, =0 et sur I'extrados, ¢. = 0.

Du cdté intérieur de Ia paroi métallique, un flux Q;,,, imposé ou calculé 3 partir

du coefficient de transfert de chaleur hs¢ avec une température de référence T est
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utilisé:

b = hue(T; — (Tp)ine) 0u b= Qine; (3.46)

a, = 0. (3.47)

Du c8té extérieur de la paroi, quand la fraction d’eau qui géle ne se situe pas
entre zéro et un, les calculs se font 4 partir du flux de chaleur @, trouvé en résolvant

la couche limite.

3.3.1 Linéarisation de Q,

Afin d’accélérer la convergence de la solution, le flux de chaleur sortant de la
paroi est linéarisé lorsque cela est possible. La composante convective du flux de
chaleur Qy; est d’abord retirée du flux total pour trouver I’énergie perdue vers ’eau
) I

EBeax = Qp - QH‘ (3‘48)

Ensuite, le coefficient de convection hy trouvé en résolvant la couche limite permet

d’établir une température de référence T, :

= D | T.. (3.49)
hy
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La condition i la frontiére supérieure de la paroi devient

a = ap+hu; (3.50)

b = huT'm+E,“. (3.51)

Lorsque hy est négatif, le flux de chaleur n’est pas linéarisé:

b=Q,. (3.52)

Quelques fois, il est nécessaire d'imposer un facteur de relaxation ¥ sur le flux

de chaleur sortant de la paroi:

Qp =9qQ5 + (1 — ¥ )(Qp)oia- (3.53)

3.3.2 Mélange eau-glace

Lorsque la fraction d’eau qui géle est entre 0 et 1, une température de 0°C est

imposée & la frontiére supérieure de la paroi:

ap = 1 3 (3.54)
ag = 0; (3.55)
aw = 0; (3.56)

as = 0; (3.57 )
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ay = 0; (3.58)

b = 273,15K. (3.59)

Le flux de chaleur sortant de la paroi,

@ = ow(Tp(i - 1,1) - T(1)) +as(Tp(i + 1.1) — T(i,1))

+as(T(i2) - T,(,1)), (3:60)

est calculé une fois la distribution de température dans la région solide connue. Le
systéme est solutionné ligne par ligne et colonne par colonne a I'aide d’un algorithme
TDMA itératif décrit par Patankar!®l.

Puisque la distribution de température dans le mur dépend du flux de chaleur
@, trouvé lors du calcul de la couche limite, seulement quelques itérations sont
effectuées pour trouver une solution intermédiaire. Aprés, un nouveau calcul de
couche [imite est réalisé & partir de la nouvelle distribution de température de
surface.

La convergence des calculs est vérifiée lors des calculs dans Ia région solide.
Lorsque la quantité totale d’énergie sortant de la paroi est égale A celle qui entre
dans la paroi et qu'il y a conservation de I’énergie pour chaque volume de contréle,

le processus itératif s’arréte.



3.4 Coefficient de convection interne

Pour obtenir la valeur approximative du coefficient de convection interne, une
analogie avec le cas d'un jet rectangulaire frappant une plaque plane est utilisée.
Pour commencer, une forme représentative de la distribution du nombre de Nusselt
en fonction de z est choisie. Cette forme provient soit de résultats pour un jet
rectangulaire sur une plaque plane & un nombre de Reynolds représentatif, soit
de données disponibles pour des systémes antigivre similaires. Une fois la forme
établie, typiquement une forme de cloche, le Nusselt moyen, Nt de la courbe est
trouvé numériquement. Le plus simple consiste 4 trouver des fonctions représentant
le mieux possible la distribution du Nusselt. Un exemple de distribution de Nu pour
un ratio D /w de 8 et pour un nombre de Reynolds de R; = 89 300, disponible dans
la littérature " est illustré i la figure 3.4.

Pour un débit et une température de jet donnés, I'équation 2.66 permet de
trouver la valeur de Nu pour le systéme antigivre. La valeur approximative du
coefficient de convection interne h;,; est alors trouvée en multipliant la distribution
de Nwu initiale par le ratio Nu/Nu'. De cette fagon, I'effet d’une variation du débit
d’air chaud sur les performances du systéme antigivre peut-étre étudié.

Une fois Ia procédure pour la solution numérique du modéle mathématique
établie, les modifications peuvent étre apportées dans le code CANICE. Certaines
parties du code sont testées individuellement au chapitre 4. Le chapitre 5 valide

les résultats de simulations de systéme antigivre en comparant avec des résultats
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FIGURE 3.4 — Variation de Nu en fonction de z/w pour un jet rectangulaire.

expérimentaux.
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CHAPITRE 4

VALIDATIONS PRELIMINAIRES

Avant de pouvoir simuler un systéme antigivre, certaine parties du codes doivent
étre validées individuellement. La modélisation employée dans le film d’eau est
d’abord vérifiée en comparant avec les résultats numériques d’Al-Khalill*®l. Des
résultats expérimentaux fournis par Kays et Crawford[!! permettent de tester le
code de couche limite modifié pour inclure I'équation de transfert massique. Enfin,
les expériences d’Achenbach®® 78] fournissent un bon moyen de s’assurer que I'effet

des rugosités sur le transfert thermique est bien modélisé.

4.1 Film liquide

La modélisation du transfert thermique & I'intérieur du film d’eau, telle que
présentée au chapitre 2, est comparée i la modélisation par volumes finis d’Al-
Khalil®®l. Un cas théorique d’écoulement d’eau avec transfert de chaleur sur une
plaque plane chauffée est suggéré par Al-Khalil. La masse d’eau captée et I'évolution
en z des coefficients de transfert de chaleur du cété interne de la plaque et i la
surface du film d’eau sont données & la figure 4.1.

La plaque plane est en aluminium de conductivité k£ = 100 W/mK. La tempé-

rature intérieure de ['air varie linéairement de 220°C i 120°C. La température &
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x(m)

FIGURE 4.1 - Cas théorique: a) débit d’eau captée en fonction de z et b) coefficient
de transfert de chaleur interne et externe en fonction de z.

'extérieur de la couche limite est de T, = —10°C. La force qui entraine le film d’eau
est de 10 Pa et la pression atmosphérique de 0,5 atmosphére. Nous subdivisons la
plaque de 0,5 m de longueur en 20 panneaux. Puisque la couche limite n’a pas i

&tre résolue, I'équation de bilan d’énergie pour un panneau devient :

Friva(coTt — L) +(1 — FrumcoTs +1itgap(Co Tt — Ly) gL,

~itmp(coTing)  ~inca(B)en = halisy (3~ (T —T.) +Qmar,
(1)

avec r le facteur de recouvrement de Ia couche limite.

Une analogie avec le transfert thermique donne Ia masse perdue par évapora-
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tion :

(75)e0 — (m)s

My = ¢ (m) =1 Asy; (4.2)
P,

™ T 161P.—06LF,’ (43)
_ k. P')2/3

g = 5 ( 5) - (4.4)

La température dans le film d’eau est trouvée par itération i 'aide de I'équation 4.1
et de I’équation de conservation de la masse 3.36, comme dans un code de givrage
classiquel™.

A la figure 4.2, les températures moyennes et 1’épaisseur du film d’eau sont
comparées avec les résultats d’Al-Khalil®®!. En fait, Al-Khalil résout deux fois le
cas théorique: une fois sans simuler 'apparition des ruisselets et 1'autre fois en
tenant compte des ruisselets. Puisque les ruisselets ne sont pas inclus dans le modéle
mathématique du chapitre 2, le cas sans ruisselets d’Al-Khalil est utilisé pour la
comparaison.

Les températures se comparent trés bien, sauf vers la fin de la plaque plane.
Cette différence s’explique probablement par le fait qu’Al-Khalil tient seulement
compte de I’énergie Iatente d'évaporation dans son terme représentant !'énergie
perdue vers Ia vapeur d’eau. L'équation 4.1 inclut ’énergie interne de I'eau évapo-
rée, c,T". Le film d’eau d’Al-Khalil perd donc moins d’énergie et sa température

est plus élevée.
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FIGURE 4.2 — a)Température moyenne dans le film d’eau, b) épaisseur du film
d’eau.

Pour une viscosité de I'eau indépendante de la température, 1’épaisseur du film
se compare bien i celle d’Al-Khalil. En réalité, la viscosité augmente avec une
diminution de la température et le film d’eau s’épaissit vers la fin de la plaque
plane comme le montre la figure 4.2 b). L'épaisseur du film d’eau d'Al-Khalil di-
minue continuellement passée la limite d'impact, indiquant I'usage d’une viscosité
constante. L'utilisation d’une viscosité variable n’a pratiquement aucun impact sur

les courbes de températures.

4.1.1 Validité des hypothéses

Lors du développement des équations du modéle mathématique pour l'eau qui
ruisselle, plusieurs hypothéses doivent étre faites. Quelques une sont inévitables

pour faire une analyse stationnaire du probléme: i) le film d’eau est continu; i)}
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les gouttelettes ne perturbent pas le film d’eau; i) il n'y a pas de vagues & la
surface du film d’eau. Méme si ces hypothéses ne sont pas réalistes, elles simplifient
grandement le probléme.

Une fois ces hypothéses acceptées, deux hypothéses supplémentaires permettent
de simplifier les équations du mouvement et de I'énergie dans le film d’eau. En
premier lieu, les termes d’inertie dans les équations de Navier-Stokes doivent étre

négligeables devant les termes de viscosité, comme |'indique I'équation 2.42:

[EY Veax

XF << O] (45)

Les valeurs typiques sont [U] = 0,02m/s, [E] = 3 x 10~°m, [X] = 3 x 10~°m et
Veaw = 80 x 107%m3/s. Pour ces valeurs, les termes d’inertie sont négligeable.

L’hypothése d’un écoulement pleinement développé en température est vérifiée
de Ia méme fagon. Avec comme longueur caractéristique [X] = 0,02m, Ia longueur
d'un panneau, et Prg, = 7, I'équation 2.57 est respectée.

La modélisation du transfert de chaleur dans le film d'eau est jugée adéquate.
Elle se compare trés bien i des résultats obtenus i I’aide d’'une méthode par volumes
finis. II faut noter que pour un systéme antigivre par évaporation, I'épaisseur du
film est de I'ordre de 10um. Les effets de la tension de surface sur I'écoulement
ne sont stirement plus négligeables. Pour des films trés minces, la différence de

température entre I'interface paroi-eau et eau-air n’excéde pas le dixiéme de degré
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4.2 Couche limite sur plaque plane
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Le code de couche limite de Cebeci et Bradshaw!®”l est modifié pour résoudre

simultanément les équations de quantité de mouvement, d’énergie et de diffusion

massique. Les résultats obtenus sont d’abord comparés avec les relations empiriques

données par Kays et Crawford®! pour le coefficient de friction et les nombres de

Stanton thermique et massique sur une plaque plane & température constante.

Pour une couche limite laminaire, avec Pr = 0,7 et S¢=0,55:

0,664
= R

St = 0,332Pr~%3Re;'Y?;

Stm = 0,332Sc73Re]'/.

Pour une couche limite turbulente:

% = 0,185(log Re,) ™%,

St = 0,0287Pr~%4Re;%3;

Stn = 0,0287Sc"%*Re;"2.

(4.6)
(4.7)

(48)

(49)
(4.10)

(4.11)

Ces corrélations sont valables pour un gradient de pression nul, de faibles transferts
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de masse et des propriétés constantes a travers la couche limite.

La figure 4.3 présente les résultats obtenus avec le code de couche limite et les
corrélations lorsqu’'une transition est imposée & R, = 10°. Les coefficients se com-
parent bien, sauf dans la zone de transition de la couche limite oii les corrélations
ne sont pas valables.

Les résultats expérimentaux donnés dans le livre de Kays et Crawford! per-
mettent de tester I'effet d’une vitesse d’injection non nulle 4 la paroi. Une variété
d’expériences sur des couches limites turbulentes y a été regroupée. Les annexes de
ce livre présentent les données expérimentales pour plusieurs conditions aux fron-
tiéres, incluant le gradient de pression, le soufflage, 1'aspiration. La validation du
code de couche limite se fait & ’aide de cinq de ces expériences. Les résultats des
comparaisons avec deux de ces expériences sont discutés ici, les trois autres sont

présentés i I'annexe I1.

4.2.1 Conditions variées

Les résultats expérimentaux de Whitten, Ident 62067, permettent de tester
le cas d’une couche limite pour une vitesse constante, une vitesse d’injection qui
augmente graduellement et des brusques changements dans la température du mur.
Comme dans tout les cas expérimentaux présentés par Kays et Crawford!l, le fluide
injecté est de 'air. L’équation de diffusion n’a pas 4 étre résolue puisque le fluide

dans la couche limite est aussi de ['air. Ce cas est un cas particulier pour le code
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FIGURE 4.3 — Comparaison entre le code de couche limite et les relations empi-
riques.
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TABLEAU 4.1 — Whitten, Ident 62067: Vitesse, température et taux d'injection &
différentes positions en z dans la couche limite.

|z (m) | . (m/s) [T, (K) | n"/pu, |
0,15 | 13,17 | 319,50 | 0,0003
0,25 | 13,17 | 319,53 | 0,0005
036 | 1317 | 319,53 | 0,0007
046 | 1317 |319,51 | 0,0009
0,56 | 13,17 |319,55 | 0,001
066 | 13,17 |308,21 | 0,0013
0,76 | 13,17 | 308,22 | 0,0015
0,86 | 1317 | 308,26 | 0,0017
097 | 13,17 | 308,36 | 0,0019
1,07 | 1317 | 30831 | 0,0021
1,17 | 1317 | 308,39 | 0,0023
1,27 | 13,17 | 312,08 | 0,0025
137 | 18,17 | 316,07 | 0,0027
147 | 1317 | 321,41 | 0,0029
1,57 | 1317 | 32346 | 0,0031
1,68 | 1317 | 327,09 | 0,0033
1,78 | 1317 | 330,96 | 0,0035
1,88 | 1317 | 33098 | 0,0037
198 | 1317 {33097 | 0,0039
208 | 1317 | 331,00 | 0,0041
2,18 | 1317 | 330,24 | 0,0043
2,29 | 1317 |329,14 | 0,0044
239 | 1317 | 328,33 | 0,0047

numérique, puisque la concentration i la paroi égale la concentration 3 la frontiére
externe de la couche limite mais qu'une vitesse v, est imposée.

Le tableau 4.1 indique la vitesse i I'extérieur de la couche limite, la température
du mur et le taux d’injection adimensionné. La température externe est de 293K
et la pression atmosphérique est de 759,5 mm de mercure.

La figure 4.4 indique que le nombre de Stanton numérique se compare bien

avec son équivalent expérimental. Le modéle de turbulence choisi représente bien
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la chute soudaine du transfert de chaleur aux environs de R, = 5 x 10°. Cependant,
le Stanton est légérement surévalué vers la fin de la plaque, indiquant peut-étre un

probléme de modélisation de I'écoulement pour des taux d’injection élevés .

4.2.2 Injection et accélération variées

Un seul des cas expérimentaux de couche limite turbulente n’a pu étre modélisé
de fagon satisfaisante par le modéle de longueur de mélange présenté au chapitre 2.
Dans ce cas, I'injection de fluide 4 la paroi s’arréte au moment ot la couche limite
accélére de fagon soudaine. Le tableau 4.2 présente les conditions aux frontiéres
relatives & ce cas, le cas de Kearney, Ident 111369. La température ambiante est
de 293 K et la pression atmosphérique de 765 mm de mercure.

Les nombres de Stanton numeériques et expérimentaux sont présentés a la figure
4.5. A partir du moment ou I'injection s'arréte, vers R, = 5 x 10°, et jusqu'a ce
que la couche limite ne soit plus accélérée & R, = 1,5 x 108, les calculs surévaluent
Ia valeur des nombres de Stanton. Les calculs dans cette région sont particuliére-
ment difficiles. Un grand nombre de stations en z est nécessaire pour éviter des
oscillations dans la solution. L'arrét de l'injection cause une premiére augmenta-
tion soudaine dans le nombre de Stanton. Par la suite, le Stanton chute rapidement
dans la zone d’accélération, ce que les calculs ne prédisent pas, puis augmente
rapidement 3 la fin de la zone d’accélération.

Le modéle de turbulence ne prend pas en compte les effets d’inertie dans la
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FIGURE 4.4 — Nombres de Stanton numériques et expérimentaux pour le cas de
Whitten, Ident 62067.
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TABLEAU 4.2 — Kearney, Ident 111369 Vitesse, température et taux d’injection &
différentes positions en z dans la couche limite.

| 2 (m) | e (m/5) [ Toner (K) [ 1"/ puc
0,15 7,08 307,93 0,0042
025 | 707 | 30804 | 00042
035 | 710 | 30815 | 00042
036 | 7,00 | 30826 | 00041
0,46 7,26 308,09 0,0042
0,56 7,74 308,32 0,0038
0,66 8,74 308,43 0,0038
0,76 | 1044 | 30815 | 00038
0,86 12,80 307,98 0,00
0,97 16,41 307,82 0,00
1,07 22,10 307,82 0,00
1,17 22,59 307,93 0,00
127 | 2255 | 30759 | 0,00
1,37 22,59 307,32 0,00
1,47 22,59 307,32 0,00
1,57 22,55 307,32 0,00
1,68 | 2255 | 307,26 | 0,00
1,78 22,59 307,26 0,00
1,88 | 2257 | 30721 | 000
1,98 | 2257 | 30721 | 000
208 | 2262 | 30721 | 000
2,18 22,62 307,15 0,00
2,29 22,57 307,09 0,00
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couche limite. La couche limite expérimentale ne répond pas instantanément aux
changements du gradient de pression ou de la vitesse d’injection. La valeur de N
donnée par I'équation 2.17 change brusquement lorsque I'injection est soudainement
arrétée. De tel cas ne se produisent pas lors de la simulation d’un systéme antigivre.
Malgré tout, les résultats de la modélisation de la couche limite turbulente sur
une paroi lisse sont jugés satisfaisants. L’analogie entre le transfert de masse et le
transfert thermique apparait comme étant une chose acquise dans la littérature.
La différence entre le transfert de masse et le transfert thermique réside dans
'ajout d’'une vitesse de transpiration non nulle & la paroi pour tenir compte du
débit massique de la substance qui est diffusée. Les cas expérimentaux fournis par
Kays et Crawford | permettent de vérifier que le code de couche limite prédit
correctement le transfert de chaleur ou de masse lorsqu’il y a injection & la paroi.
Le débit massique de vapeur d’eau sur un profil chauffé est de beaucoup inférieur

aux valeurs d'injections des cas expérimentaux présentés ici et & I'annexe II.

4.3 Cylindre

Les expériences d’Achenbach sur un cylindre lisse® et un cylindre rugueuxl®6l
offrent un bon moyen de vérifier les calculs numériques du coefficient de transfert
de chaleur le long de Ia paroi. L'évaluation du transfert de chaleur de la paroi vers
l'air environnant est une étape cruciale dans la simulation d’un systéme antigivre.

En comparaison, I’évaluation du coefficient de friction n'a pas beaucoup d’impor-
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FIGURE 4.5 — Nombres de Stanton numériques et expérimentaux pour le cas de
Kearney, Ident 111369.
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tance. C'est pourquoi les mesures des coefficients de friction locaux sur un cylindre

d’Achenbach!™! ne sont pas utilisées.

4.3.1 Cylindre lisse

La premiére série d’expériences d’Achenbach portent sur I'évaluation du trans-
fert de chaleur local et global pour un cylindre lisse & des nombres de Reynolds
élevés. Le cylindre & un diamétre de d = 0,1472m. Une sonde locale permet d’obte-
nir les coefficients de transfert de chaleur autour du cylindre en cuivre maintenu 3
une température constante. La conduction & I'intérieur de la paroi du cylindre n’est
pas simulée. Une température ambiante de 30°C est utilisées avec une température
de cylindre de 35°C. Une soufflerie pressurisée permet d’obtenir des nombres de
Reynolds élevés tout en évitant les effets de compressibilité.

Les résultats pour des nombres de Reynolds de 1 x 10° et 4 x 10° sont présentés
a la figure 4.6. La vitesse et la pression dans le code numérique sont ajustées pour

garder le nombre de Mach inférieur 4 0,3. Le ratio du nombre de Nusselt local,

Nu, = == (4.12)

sur la racine carrée du nombre de Reynolds,

14
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est tracé en fonction de I'angle en degré & partir du point de stagnation.

Une méthode de panneaux sans aucun couplage visqueux n'est pas adaptée i
ce type d’écoulement avec séparation. C'est pourquoi seuls les résultats pour des
angles inférieurs & 100 degrés sont montrés. De plus, il s’avére nécessaire d'imposer
le point de transition, puisque le critére de Mitchell®®! calibré pour ’écoulement
autour de profil aérodynamique, ne prédit pas de transition. D’aprés les résultats
expérimentaux, la transition se produit & 35 degrés dans le cas du Reynolds le plus
élevé.

Pour Re = 1 x 105, la couche limite est laminaire, jusqu’au point de séparation
a 80 degrés. Au point de stagnation, la valeur de Nu,//Rz numérique est légére-
ment plus basse que celle de 1,0 trouvée par Achenbach. Schlichting!®! suggére une
valeur théorique de 0,975 et signale que la valeur expérimentale dépend du taux de
turbulence dans la soufflerie.

I1 faut noter que les mesures du coefficient de pression prise par Achenbach
indiquent que le champ de vitesse potentiel différe du champ de vitesse expérimental
dés 60 degrés. Le coefficient de pression

_Pe—Pcn

atteint un minimum de —1,6 expérimentalement contrairement & —3,0 pour I’écou-

lement potentiel.
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FIGURE 4.6 — Transfert de chaleur autour d’un cylindre lisse.



82

Pour R; = 4 x 10%, la distribution du coefficient de pression expérimental est
plus proche de celle pour un écoulement potentiel avec un minimum autour de
—2,2. Les résultats numériques surestiment le coefficient de transfert de chaleur
dans la région turbulente. Le maximum théorique est de 4,5 au lieu de 3,0. De
plus, le coefficient de transfert de chaleur numérique croit trés rapidement & partir
du point de transition. La longueur de la zone de transition de la couche limite

semble plus ou moins bien modélisé.

4.3.2 Cylindre rugneux

Achenbach®! étudie expérimentalement I'influence des rugosités de surface sur
le transfert de chaleur autour d’un cylindre. Trois hauteurs de rugosités de type
pyramidales collées les unes sur les autres sont utilisées. Les rugosités équivalentes
divisées par le diamétre sont de k,/d = 75 x 1073, 300 x 10~5 et 900 x 1075 tel
que calculé par Achenbach. La température de la paroi du cylindre, de diamétre
0,15m, est constante. La température de ’écoulement est de 30°C. La vitesse et la
pression sont ajustées pour obtenir les nombres de Reynolds désirés tout en évitant
les effets de compressibilité. Les résultats pour une rugosité de k,/d = 75 x 10~°
et 300 x 1075 sont présentés aux figures 4.7 et 4.8, tandis que les résultats pour
k./d =900 x 10~° se trouvent i 'annexe II.

Le ratio Nu.//Ry est tracé i a figure 4.7 pour les plus petites rugosités. Les

résultats numériques semblent trop élevés : prés de deux fois la valeur expérimentale
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dans la zone turbulente de la couche limite. Les valeurs dans la zone laminaire
sont les mémes que pour une surface lisse, sauf que cette fois, Ia transition se
produit plus tt. Lorsque le point de transition expérimental dépasse les 50 degrés,
le critére de Von-Doehnoff ne réussit; pas i le prédire correctement. Méme lorsque
la distribution de vitesse expérimentale est utilisée pour les calculs, le point de
transition numérique reste en amont du point de transition expérimental.

Les résultats pour k,/d = 300 x 10° sont présentés a la figure 4.8. Cette fois,
les coefficients de transfert de chaleur turbulents ne sont légérement surévalués que
pour les nombres de Reynolds élevés. En fait les maximums numériques varient
proportionnellement avec Ry, alors que les maximum expérimentaux changent selon
Rf}". Sauf lorsque la transition se produit 4 un angle de 75 degrés, les points de
départ de la couche limite turbulente sont correctement prédits. Le coefficient de
transfert de chaleur numérique n'augmente cependant pas aussi rapidement que
celui expérimental. Le maximum numeérique est atteint bien aprés le maximum
expérimental. C’est un effet inverse de celui observé pour un cylindre lisse.

Pour s’assurer que 1'absence de séparation dans la solution de I'écoulement po-
tentiel autour du cylindre ne cause pas de telles différences, une distribution de vi-
tesse expérimentale est utilisée. A partir des coefficients de pression expérimentaux
d’Achenbach et de I'équation de Bernouilli, la distribution de vitesse tangentielle &

1a surface devient :
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FIGURE 4.7 — Transfert de chaleur autour d'un cylindre rugueux, k,/d = 75 x 103,
en fonction de I’angle & partir du point de stagnation.
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FIGURE 4.8 - Transfert de chaleur autour d’un cylindre rugueux, &,/d = 300x 1075,
en fonction de I'angle partir du point de stagnation.
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f F’e_Poo
Ue = Um 1-~ m. (4.15)

Cette distribution de vitesse expérimentale est utilisée avec le code de couche
limite. La figure 4.9 présente un exemple de résultats pour k,/d = 300 x 10°. La
valeur maximale des coefficient de transfert de chaleur chute d’environ 10% et est
atteinte un peu plus rapidement que dans le cas précédent. Les résultats pour les
deux autres tailles de rugosité, présentés i 1'annexe II, confirment que la valeur
des coefficients de transfert de chaleur chute plus rapidement une fois le maximum
de température atteint. Pour une rugosité de k,/d = 75 x 10°, le coefficient de
transfert de chaleur reste cependant trop élevé.

Les résultats présentées ici sont calculées avec les valeurs de rugosités équiva-
lentes trouvées par Achenbach. Ces valeurs peuvent ne pas étre tout 3 fait exactes.
Pour obtenir des coefficients de transfert de chaleur concordant avec les résultats
expérimentaux pour la rugosité de surface la plus petite, il faudrait utiliser une
surface lisse (voir la figure 4.6). En fait, puisque le code numérique surévalue le
transfert de chaleur sur une surface lisse, les calculs surestiment également le coef-
ficient de transfert de chaleur sur une surface rugueuse. Pour la surface présentant
les plus petites rugosités de surface, les ratios de la valeur de température maximum
sur la valeur de température maximum pour une surface lisse ont été d’environ 4/3
expérimentalement et de 5/3 numériquement.

Pour des nombres de Reynolds élevés, la différence entre les expériences et
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FIGURE 4.9 - Transfert de chaleur autour d'un cylindre rugueux,

k,/d = 300 x 1075, & partir d’une distribution de vitesse expérimentale.
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les résultats numériques s’approche de 30%. D’aprés Cebeci et Bradshawl®”, cette
erreur est d'un ordre de grandeur raisonnable dans la prédiction du transfert de
chaleur pour un écoulement de couche limite turbulent. Le manque de résultats
expérimentaux pour la mise au point des modéles numériques explique quant & lui
cet écart.

L’utilisation d'un code de différences finies permet d’obtenir de meilleurs résul-
tats que ceux obtenus avec une méthode intégrale de résolution de la couche limite.
Par exemple, Yamagushil®!l obtient les coefficients de transfert de chaleur autour
d’un cylindre rugueux en utilisant une méthode intégrale. Ses résultats sont jusqu’a
deux fois supérieurs aux résultats expérimentaux d’Achenbach pour les nombres de
Reynolds les plus élevés.

La modélisation comporte malgré tout certaines faiblesses. L'effet d’un gradient
de pression positif sur la longueur de la zone de transition ne semble pas toujours
correctement inclus dans ladite modélisation. Ensuite, I'utilisation du concept de
rugosité équivalente implique que ’effet des rugosités sur le profil de vitesse et sur
le profil thermique dans la couche limite est le méme. Le degré de validité de cette
hypothése va dépendre fortement de la forme et de 1’espacement des rugosités. Le
méme commentaire peut également é&tre fait au sujet du nombre de Prandtl turbu-
lent, dont Ia valeur est fixée & 0,9. Cette valeur a été établie pour des écoulements

sur parois lisses.
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CHAPITRE 5

RESULTATS ET DISCUSSION

Ce chapitre présente tout d’abord une comparaison des résultats numériques
avec des mesures expérimentales prises sur un systéme antigivre électrique par Al-
Khalil et al.B’l L'effet des limites de la zone d'impact des gouttelettes et de la
transition laminaire turbulente dans la couche limite sur la distribution de tem-
pératures de surface est étudié. Par aprés, les coefficients de transfert de chaleur
calculés 4 P'aide de I’équation 2.66 pour un jet sur une plaque plane permettent
de simuler un systéme antigivre a air chaud. Les conditions de simulation varient
d'un débit d’air chaud antigivre nul i assez d’air chaud pour évaporer la majorité
de 'eau qui ruisselle. Malheureusement, aucun cas de simulation détaillée de sys-
témes antigivre 4 air chaud n’est disponible pour permettre de valider les résultats

obtenus.

5.1 Systéme antigivre électrique

En 1996, une série d’expériences est menée dans la soufflerie givrante de la
NASA (NASA-Leuns Icing Research Tunnel). Ces expériences avaient pour but de
valider un code de simulation de systéme de dégivrage et un code de simulation de

systéme antigivre développés par la NASA. Une partie des expériences consistaient
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TABLEAU 5.1 — Coordonnées curvilinéaires des plaques chauffantes sur le profil.

Plaque | départ (cm) | fin (cm)

Hi -9,3599 | -5,5499
H2 -5,5499 | -3,0099
 H3 -3,0099 | -0,4699
H4 -0,4699 1,4351
H5 1,4351 39751

H6 3,9751 6,5151
H7 6,5151 10,3251

& utiliser des résistances électriques comme systéme antigivre. Les résultats de ces
expériences font I'objet de 'article d’Al-Khalil et al.1%.

Les résultats expérimentaux sont obtenus pour un NACA 0012 de 1,8288 m
(6 pieds) de long et de 0,9144m (36 pouces) de corde. Sept plaques chauffantes
électriques sont installées prés du bord d’attaque, trois de chaque coté et une centrée
sur le bord d’attaque. L'ensemble des plaques chauffantes a été accidentellement
déplacé vers I'extrados du profil. Le tableau 5.1 présente les coordonnées de chaque
plaque chauffante en fonction de la distance curvilinéaire & partir du bord d'attaque.

Le systéme de protection antigivre est fabriqué de six couches de matériaux
différents, de conductivités et d’épaisseurs variées comme le montre le tableau 5.2.
L’élément chauffant constitue la troisiéme couche.

Al-Khalil et ol présentent des résultats expérimentaux pour 15 conditions
atmosphériques différentes. L'angle d'attaque, la vitesse, le contenu en eau liquide,
la taille des gouttelettes et la température ambiante sont variés. Un thermocouple

mesure |a température au centre de chacune des sept plaques chauffantes. Le voltage
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TABLEAU 5.2 — Conductivité et épaisseur des matériaux de haut en bas du systéme
de protection.

Couche | conductivité (W/(m K)) | épaisseur (cm)
1 16,27 0,02
2 0,256 0,028
3 41,02 0,00127
4 0,256 0,028
5 0,294 0,089
6 0,12 0,343

TABLEAU 5.3 — Conditions atmosphériques

Cas | Tw | Us | LWC [MVD [AOA
(°C) | (m/s) | (g/m’) | (pm) | Deg
A 76 |47 | 078 | 20 | 0
53A | -1065 | 89,4 | 039 | 20 | 0

et le courant électrique circulant dans chaque élément chauffant permet le calcul
de la puissance électrique dissipée.

Parmi les conditions atmosphériques d’Al-Khalil et al.l*%, deux sont retenues et
présentées : les conditions 22A, car ce cas est décrit en détail par Al-Khalil et al. et
les conditions 53A. Les tableaux 5.3 et 5.4 donnent respectivement les conditions
atmosphériques pour ces deux cas et la puissance dissipées par chaque élément

chauffant. Pour ces deux cas, toute I'eau est évaporée dans la zone chauffée.

TABLEAU 5.4 — Puissance dissipée par chaque élément chauffant.

Cas Puissance dissipée(kW/m?)

H1 H2 H3 H4 H5 H6 | HT7
22A | 9,920 | 10,230 | 32,550 | 46,500 | 18,600 | 6,975 | 10,230
53A | 9,610 | 10,385 | 26,350 | 37,200 | 18,600 | 4,650 | 8,215
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Pour la simulation numérique, les plaques chauffantes sont modélisées en uti-
lisant le terme source S, dans I’équation 2.65 de conduction dans la paroi. Une
condition de flux nul est imposée du c6té interne de la paroi.

Le coefficient de transfert de chaleur sur un profil sans eau de ruissellement,
déterminé expérimentalement, permet de fixer la pression & utiliser lors des simu-
lations numériques. La pression, pas plus que le nombre de Reynolds, ne sont en
effet donnés par Al-Khalil et al. B9, Une fois Ia pression fixée, la densité de I'air et
le nombre de Reynolds sont connus. Puisque le coefficient de transfert de chaleur
dans une couche limite dépend du nombre de Reynolds et que le taux d’évapo-
ration dépend de la pression ambiante, c’est une omission regrettable de la part
des auteurs. Les pressions utilisées pour les calculs valent 170kPa pour le cas 22A
et 101kPa pour le cas 53A. Les nombres de Reynolds basés sur la corde des deux

écoulements valent: 5,5 x 10% pour le cas 22A et 6,5 x 10® pour le cas 53A.

5.1.1 Cas 22A

Le cas 22A est utilisé comme point de départ pour la validation des résultats
des calculs de CANICE. La figure 5.1 compare la distribution des coefficients de
captation calculés par CANICE i la distribution donnée par Al-Khalil et al.B% pour
le cas 22A. La distribution des coefficients de captation calculée pour le cas 354, &
une vitesse de 200 MPH, est aussi tracée. La distribution d’Al-Khalil et al. est plus

étendue, la zone d’'impact allant de —0,05m & 0,05m. Lorsque des gouttelettes de
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20pm sont utilisées pour le calcul du coefficient de captation, la zone de diminution
exponentielle prés des limites de la zone d'impact n’existe pas.

Une distribution cosinusoidale d’au moins 300 panneaux permet d’obtenir numé-
riquement des coefficients de captation inférieurs & 0,05. Une é&tude de maillage
indique que pour plus de 300 panneaux, la distribution de températures dans la
parois ne change plus avec I'augmentation du nombre de panneaux.

Dans une soufflerie givrante, les gouttelettes suivent une distribution lognor-
male autour du diamétre médian moyen (MVD). Pour obtenir une distribution du
coefficient de captation s’approchant des résultats en soufflerie, les coefficients de
captation doivent étre calculés pour plusieurs tailles de gouttelettes puis pondé-
rés par la distribution de probabilité lognormale. L’annexe III présente I'équation
pour une distribution lognormale et les diamétres de gouttelettes utilisés pour les
calculs. La variation de la taille des gouttelettes dans les expériences d’Al-Khalil
et al. n’est pas donnée. La courbe des coefficients de captation pour une distribu-
tion lognormale de gouttelettes avec un MV D = 20um et une variation typique
de +20% est montrée A la figure 5.1. L'effet des gouttelettes plus grosses se fait
gentir sur les limites d’impact. La zone d’impact s’étale légérement et le coefficient
de captation local décroit plus lentement prés des limites d’impact. Cependant, les
résultats numériques ne s'étalent pas autant que le laissent présager les résultats
d’Al-Khalil et alP%.

Pour étudier 'effet des coefficients de captation sur la température de surface,
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des calculs sont réalisés avec la distribution donnée par Al-Khalil et af.(CANICE A)
et la distribution calculée par CANICE pour des gouttelettes de 20 um (CANICE
B). Les résultats des simulations, lorsque tous les autres paramétres demeurent
inchangés, sont tracés i la figure 5.2. La région d'impact plus étendue d’Al-Khalil
et al. garde les températures de surface plus basse entre s = 4-0,3 et s = +0,6. Une
partie de 1’énergie provenant du systéme antigivre est utilisée pour 1’évaporation
lorsque ’eau est présente sur le profil. Lorsque les coefficients de captation de
CANICE sont utilisés, I'eau ne ruisselle pas dans cette région. Une petite quantité
d’eau est suffisante pour causer de grands changements de température de surface
car 'énergie latente d’évaporation est trés grande.

Le coefficient de captation global d’Al-Khalil et al. excéde d’environ 25% la
valeur calculée par CANICE. Cette différence entraine un changement d’environ
30%, basé sur les températures en Kelvin, de la température de surface.

Sur la figure 5.2, les distributions de température 4 la surface du profil obtenues
4 I'aide de CANICE sont comparées & la distribution expérimentale de tempéra-
tures présentée par Al-Khalil et al.®! Pour les calculs dans CANICE, la surface
dans la région turbulente est supposée lisse puisqu’il n'y a pas d’eau qui ruisselle
au-deld du point de transition de la couche limite. Le début de la zone de tran-
sition laminaire-turbulente, déterminée expérimentalement, est fixé & s/c = 0,06.
La surface du profil est considérée lisse pour les calculs de la couche limite tur-

bulente. Lorsque les coefficients de captations d’Al-Khalil et al. sont utilisés, les
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températures de surface calculées se comparent avantageusement aux résultats ex-
périmentaux. Les points de mesure des températures sont cependant trop espacés
pour vérifier si les fluctuations locales de la température de surface calculée se
produisent expérimentalement.

La figure 5.2 présente aussi la puissance électrique dissipée par les résistances.
Au-deld s = £0,05m, il n'y a plus d’eau sur la surface du profil et la température
devient extrémement sensible au flux de chaleur. La différence d'environ 30% dans
la puissance dissipée pour les zones H2 et H6 (voire le tableau 5.1) explique le
maximum de température & 90°C sur l'intrados du profil, en s = —0,06m.

A la figure 5.3, la température de surface calculée par CANICE i partir des
coeflicients de captations d’Al-Khalil et al. est comparée aux résultats des calculs
réalisés a I'aide du modéle d’Al-Khalill®™l. Les coefficients de convection utilisés dans
le modéle d’Al-Khalil proviennent d'un calcul de couche limite par une méthode
intégrale. La distribution de température dans la paroi et dans le film d'eau est
obtenue en résolvant ’équation de conduction par une méthode de volumes finis.
Les températures de surface sont légérement différentes des températures de surface
calculées par CANICE. La méthode intégrale ne prend pas en compte I'effet d’un
changement rapide de la température de surface, ce qui entraine des oscillations
dans la température calculée, par exemple en s = 0.02m. De plus, la zone de
transition n’est pas modélisée, causant une température plus basse en s = 0.06m

et en 3 = —(0.06m.
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Lors de la résolution des équations de couche limite, I'imposition d'une vitesse
normale 3 la paroi permet de tenir compte de I’effet de la masse d’eau qui s’évapore.

Un paramétre de soufflage, défini commel4!

=1
a m“‘? 1

" petie Sty

(5.1)

permet d’estimer 'importance de la masse injectée a la paroi. Lorsque la valeur de
B tend vers 0, la masse injectée 3 la paroi a un effet négligeable sur la couche limite
de vitesse. Pour des grandeurs caractéristiques telles u, ~ 40m/s, p. = 1,3kg/m3,
Ty, = 0,02kg/(m’s) et St,, ~ 1072, B demeure trés prés de 0. La figure 5.4 illustre
bien que la masse d’eau qui s’évapore ne modifie pas la couche limite de vitesse.
Le coefficient de friction Cf/2, calculé par le code de différences finies pour le cas
22A est identique au coefficient de friction calculé & 'aide d'une méthode intégrale
pour la couche limite qui ne tient pas compte de l'injection. La méthode intégrale
ne modélise pas la zone de transition et les coefficients de frictions différent entre
s = +0,05m et s = 40,10m.

Le nombre de Stanton, par contre, ne suivra pas la distribution de St qui pour-
rait étre obtenue en résolvant la couche limite thermique au-dessus d’une surface &
température constante par une méthode intégrale ou par une simple analogie entre

le transfert thermique et massique. Lorsque la température de surface augmente

rapidement, en s = +0,03m, le nombre de Stanton augmente lui aussi, comme



100

10"
~ O Cf12 integral method
i CtrR
. ——— St
—— — - Stm
107
oE C
] R
S
N :
&
10°® :"-/'
;! / \
[ / \
L /7 \
N / i
I 1
[04 /S WS SN N | AU SN SR NN N SN SR SHN SR NE NN SEY SN S S |
-0.05 0 0.05
s(m)

FIGURE 5.4 — Coefficient de friction, nombre de Stanton thermique et massique

pour le cas 224, coefficient de captation d’Al-Khalil et al. (301
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P'illustre la figure 5.4. De méme, une diminution de la température de surface en-
traine une chute du nombre de Stanton.

Finalement, le nombre de Stanton massique va varier d’une part avec la tem-
pérature de surface, mais aussi avec la masse d’eau disponible sur la surface. La
quantité d'eau de ruissellement disponible va limiter le débit massique, comme cela

est visible au-deld s = +0,3m sur la figure 5.4.

