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Introduction 

Introduction 

Au cours de ces dernières années, des progrès remarquables ont été observés dans le 

domaine de la propulsion en général et de la propulsion aérospatiale en particulier. Ces 

progrès sont associés aux efforts déployés pour rendre toujours plus précise l’analyse des 

phénomènes aérothermodynamiques dans le circuit moteur. Cela s’applique notamment à 

l’étude de l’écoulement dans les tuyères utilisées. En raison de leur simplicité, les tuyères des 

différents types de machines (moteur fusée, turboréacteur,…etc.) ont longtemps été 

considérées comme des organes annexes dont le rôle consistait essentiellement à accélérer le 

fluide à un régime donné. 

L’un des phénomènes les plus spectaculaires dans ce domaine est la vectorisation de la 

poussée au moyen de dispositifs capables d’orienter le vecteur-poussée et de contrôler la 

déviation du jet sortant de la tuyère de l’engin. 

Vectorisation mécanique 

La méthode classique pour dévier le jet est la méthode "mécanique", basée sur des 

ailerons et des pièces mobiles installés au niveau du divergent de la tuyère. Ces méthodes sont 

performantes mais onéreuses. Plusieurs inconvénients sont par ailleurs imputés à ce type de 

dispositifs. Une tuyère orientable par une méthode mécanique est en effet deux fois plus 

lourde qu’une tuyère à géométrie fixe. Les ailerons mobiles nécessitent des actionneurs 

mécaniques, dont les poids s’ajoutent à celui du moteur et augmentent la complexité de la 

tuyère et les coûts de son entretien. 

Vectorisation fluidique 

Une alternative aux méthodes mécaniques consiste à faire dévier le jet par 

l’application d’une injection fluidique directement dans l’élément qui réalise la poussée (les 

tuyères en général) afin d’obtenir une déviation de sa quantité de mouvement. Cette méthode 

est inspirée des concepts développés à l’origine pour le pilotage des missiles par injection de 

jets latéraux. Une aspiration du gaz dans le divergent peut aussi jouer le même rôle de 
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déviation de la poussée. L’injection du gaz, comme l’aspiration, permettent de modifier la 

répartition de la pression sur les parois de la tuyère et d’en modifier le bilan des efforts.  

L’avantage de ce mode de vectorisation est qu’il ne fait intervenir aucune pièce 

mécanique mobile autre que des soupapes de commande du fluide injecté. Dans ce cas, on 

élimine tous les problèmes liés aux ailerons mobiles. Cependant, la vectorisation fluidique 

présente quelques inconvénients : 

- L’installation délicate des fentes d’injection surtout dans les tuyères 

axisymétriques. 

- Le débit du gaz injecté, en général soutiré de l’écoulement primaire, réduit la 

poussée maximale du moteur au moment de la vectorisation. 

- La méthode de vectorisation par choc pénalise le coefficient de poussée via les 

pertes de pressions totales à travers le système de chocs obliques provoqué par 

l’injection. 

Plusieurs principes peuvent être utilisés pour vectoriser une tuyère supersonique par 

injection fluidique : le contrôle par choc (SVC ou Shock Vector Control), le contrôle par 

déformation de la ligne sonique (Throat Skewing), le contrôle par couche de mélange à contre 

courant…etc. L’injection et l’aspiration fluidiques ont prouvé leur efficacité face à la méthode 

traditionnelle. Elles permettent des réductions substantielles du poids et des coûts associés à la 

maintenance ainsi qu’une meilleure furtivité. Les études sur la vectorisation fluidique dans les 

tuyères planes ont montré qu’une déviation du vecteur poussée de 30° et une efficacité de 7 

degrés de déviation par pour cent de débit de gaz injecté étaient réalisables. 

La possibilité de contrôler la vectorisation de la poussée par injection fluidique dans 

une tuyère axisymétrique intéresse également les constructeurs de systèmes aérospatiaux. Les 

systèmes de propulsion et de contrôle d’attitude de satellites (tuyères axisymétriques 

fonctionnant par combustion d’hydrazine) sont des exemples où ce concept peut très bien 

trouver son application. L’orientation et la correction de la trajectoire d’un satellite repose sur 

le fonctionnement par intermittence de plusieurs tuyères montées sur le moteur. L’utilisation 

de la méthode d’orientation de la tuyère par injection dans le divergent peut réduire le nombre 

de tuyères utilisées et par conséquent un allègement du poids du satellite. 
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Position du problème 

On cherche dans cette étude à développer un modèle analytique d’injection secondaire 

dans une tuyère supersonique convergente-divergente bidimensionnelle et axisymétrique en 

vue d’optimiser la déviation de la poussée de cette tuyère. 

Parallèlement, une étude par simulation numérique est menée dans le but d’analyser et 

valider les résultats du modèle. 

Il est évident que l’injection de gaz dans le divergent de la tuyère supersonique induit 

plusieurs phénomènes complexes, tels que le développement d’un décollement de la couche 

limite qui induit une onde de choc dans le jet primaire en amont de la zone d’interaction des 

fluides (jet primaire-jet secondaire). Cette onde de choc provoque la déviation du jet principal, 

et par conséquent le vecteur poussée, par rapport à l’axe de la tuyère. Plusieurs paramètres 

interviennent dans la modélisation d’un tel phénomène : les nombres de Mach du jet primaire 

et du jet injecté, le rapport des pressions totales, le taux d’injection, l’épaisseur de la couche 

limite amont, la position de l’injecteur dans le divergent, géométrie de la tuyère...etc.  

La complexité des phénomènes mis en jeu, nécessite une connaissance approfondie 

des phénomènes physiques de la couche limite turbulente (le cas le plus fréquemment 

rencontré dans les tuyères supersoniques), du calcul de ses épaisseurs et des forces de 

frottement induites sur les parois. Une bonne maîtrise des phénomènes de décollement dans 

les tuyères supersoniques est également nécessaire. Les phénomènes de décollement ont fait 

l’objet de plusieurs études théoriques et expérimentales ayant conduit à l’élaboration de 

différents critères et corrélations. 

Le but de ce travail est d’étudier la vectorisation de la poussée par injection dans le 

divergent des tuyères axisymétriques. Deux principes d’injection seront abordés : L’injection 

par une fente annulaire et l’injection par un orifice circulaire. Dans un premier temps, un 

model analytique est construit permettant de caractériser tous les phénomènes liés au 

problème étudié. Un modèle bidimensionnel inspiré des travaux de Spaid [14] et de Mangin 

[22] traite le problème d’une tuyère plane. Le problème d’injection dans une tuyère 

axisymétrique est abordé par la suite par un modèle 3D qui s’inspire fortement du modèle 2D. 

Dans un deuxième temps, des simulations numériques sont réalisées afin de traiter les 

différents types d’injection et de visualiser le champ de l’écoulement dans la tuyère. Les 

performances de la vectorisation (angle de déviation, efficacité, efforts latéraux…etc.) sont 
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illustrées et comparées entre les résultats du modèle, de la simulation numérique et de 

quelques expériences trouvées dans la littérature. 

Plan de l’étude 

Faisant suite à la présente introduction, le contenue de ce mémoire est organisé 

autour de cinq chapitres principaux et aborde successivement les modèles analytiques et 

l’exploitation des résultats numériques pour des configurations bidimensionnelles et 

tridimensionnelles. 

Le premier chapitre est consacré à une étude bibliographique qui présente en détail 

les principaux travaux consacrés à la vectorisation fluidique. On abordera essentiellement 

dans ce chapitre les travaux sur l’injection dans le divergent. On insistera sur les points forts 

et les limites de chaque travail. 

Une approche physique des différents phénomènes mis en jeu dans la problématique 

de la vectorisation et une étude des notions théorique utilisées tout au long de ce mémoire 

sont abordées dans le deuxième chapitre. Le processus du décollement de la couche limite 

est tout d’abord décrit. Après avoir présenté la notion de décollement libre dans les tuyères, 

les principaux critères de décollement sont décrits en insistant sur les conditions 

expérimentales  qui ont présidé  à la construction de ces critères. 

Le troisième chapitre est une synthèse détaillée de la modélisation du phénomène 

d’injection dans le divergent. Dans un premier temps, le modèle 2D est décrit en s’appuyant 

sur des notions fondamentales et quelques hypothèses simplificatrices. Un modèle traitant le 

problème central et complexe du cas d’injection par une fente annulaire est proposé par la 

suite. A ce sujet, une mise en équation des paramètres du modèle a été faite en détail (hauteur 

de la marche équivalente à l’obstacle du jet injecté, caractéristiques de la ligne de séparation, 

calcul des efforts latéraux, impact du choc sur la paroi opposée à l’injecteur et le recollement 

derrière l’injecteur). Enfin, un modèle d’injection par un orifice circulaire sera abordé de la 

même manière. 

Le quatrième chapitre, quant à lui, présente les méthodes et moyens numériques 

utilisés dans la simulation numérique. On présente tout d’abord les équations fondamentales 

de Navier-Stockes et leurs équations moyennées. Ensuite, les différents modèles de 
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turbulence sont illustrés. La réalisation du maillage et les conditions de calcul numérique sont 

finalement explicitées. 

Le cinquième chapitre confronte les résultats des modèles bidimensionnel et 

tridimensionnel avec les résultats de la simulation numérique et les résultats expérimentaux. 

Tout d’abord, le modèle et le code de calcul numérique sont validés sur un cas-test 

bidimensionnel puis axisymétrique de la NASA existant dans la littérature. Ceci nous a servi à 

valider le principe et le fonctionnement de notre modèle. Ensuite, une étude numérique et 

paramétrique d’une tuyère à profil conique est présentée, afin de valoriser le modèle et 

comparer ses résultats aux résultats des calculs numériques. Enfin, les résultats de la 

simulation numérique de l’injection circulaire seront illustrés et comparés avec ceux du 

modèle proposé pour ce cas. Une approche numérique d’une double injection circulaire a été 

également abordée. 

Ce document se termine par une conclusion générale qui reprend les objectifs du 

présent travail et les principaux résultats obtenus. Des perspectives pour la poursuite de cette 

étude sont proposées. 
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1 Etude bibliographique de la vectorisation de la poussée 

Chapitre 1 

Etude bibliographique de la vectorisation 

de la poussée 

1.1 Introduction 

Les constructeurs d’avions de combat travaillent sans cesse à améliorer la 

manœuvrabilité et la furtivité de leurs aéronefs. La manœuvrabilité, l’agilité et la furtivité des 

avions peuvent être augmentées considérablement par la vectorisation de la poussée (Thrust 

vectoring). 

Les premières études sur la vectorisation de la poussée remontent aux années 60. Les 

dispositifs étudiés incluent des mécanismes à base de cardans et de pivots ajoutés à la tuyère 

axisymétrique pour améliorer par exemple les phases de décollage et d’atterrissage VTOL 

(Vertical Take-Off and Landing). Ces mécanismes se sont avérés efficaces mais leur 

inconvénient réside dans l’augmentation du poids du moteur et dans les coûts de maintenance 

supplémentaires dûs aux systèmes complexes utilisés par ces mécanismes. 

Les études tout au long des années 70 ont concerné une gamme de tuyères non 

axisymétriques : comme le convergent-divergent bidimensionnel CD-2D, les tuyères de type 

SERN (single-expansion-ramp nozzles) pour leur capacité à s’adapter à la vectorisation de la 

poussée, Willard et al [5]. Des vectorisations mécaniques multiaxes ont été par ailleurs 

étudiées dans les années 80, Gallaway.et al [6].  

L’étude de l’injection fluidique pour dévier la poussée a été entreprise dans les années 

90, (voir les références[7], [8], [10] et [17]). Tout d’abord, des fentes divergentes ont été 

installées pour créer des champs de pression asymétriques. Plusieurs techniques ont été testées 

par la suite. Les trois techniques fluidiques les plus utilisées sont : l’injection près du col 

(déformation de la ligne sonique), l’injection dans le divergent SVC (Shock Vector Control) 

et le contrôle par couche de mélange à contre-courant.  
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La plupart des tuyères utilisées dans ces études étaient des tuyères planes. Le problème 

des tuyères axisymétriques a également intéressé certains auteurs. Deux techniques 

d’injection par une fente annulaire dans une tuyère axisymétrique ont récemment été 

abordées : injection dans le divergent, Wing et al [12] et injection au col pour déformer la 

ligne sonique, Flamm et al [13]. 

1.2 Définitions 

La vectorisation est caractérisée par l’angle de déviation entre l’axe longitudinal de la 

tuyère et le vecteur poussée, (Fig. 1-1) : 

Vectorisation    arctan( )y

x

F

F
δ =      1-1 

où Fx et Fy sont respectivement les efforts axial et normal (l’axe normal dans le cas 3D est 

l’axe y qui passe par la génératrice au milieu de l’injecteur où l’effort normal est la somme de 

toutes les sources des efforts projetés sur cette axe). La résultante des forces est donnée par la 

relation suivante : 

Résultante    
2 2

x y
F F F= +      1-2 

Fig. 1-1  Composantes de la poussée dans une tuyère à injection dans le divergent   

L’efficacité de la vectorisation est définie par le rapport entre l’angle de déviation et le 

taux d’injection (rapport du débit massique injecté ou secondaire jm&  au débit massique 

primaire im&) : 
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Efficacité    
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     1-3 

Le facteur d’amplification permet de comparer les différents efforts mis en jeu : 

l’effort normal de pression et la poussée de l’injecteur : 

Facteur d’amplification   
0

y

yj

F
K

F
= ,      1-4 

où 0
yjF  la composante normale de la poussée du jet secondaire dans le vide. Le facteur 

d’amplification est typiquement supérieur à 2, ce qui signifie que l’effort dû à la surpression 

de la zone décollée amont est supérieur à la poussée de l’injecteur. 

La poussée idéale d’une tuyère est celle obtenue lorsque l’écoulement se détend 

jusqu’à la pression ambiante pa. Après une détente isentropique, sa vitesse vaut : 

Vitesse après détente  

1/ 2
1

0

0

2
1

1
i a

i

i

rT p
V

P

γ
γγ

γ

−  
   = −    −      

    1-5 

la poussée est donc donnée par l’équation : 

Poussée  

1/ 2
1

0

0

2
1

1
i a

ideal i i i

i

rT p
F mV m

P

γ
γγ

γ

−  
   = = −    −      

& &     1-6 

On définit encore le coefficient de poussée de deux manières différentes. La première 

est le rapport entre le module de la poussée résultante et la poussée idéale du jet primaire. Ce 

rapport est donné par la relation suivante : 

Coefficient de poussée (1)  

2 2
x y

f i

ideal

F F
C

F

+
=      1-7 

La seconde est le rapport entre le module de la poussée résultante et la somme des poussées 

idéales du jet primaire et du jet secondaire. 
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Coefficient de poussée (2)  

2 2
x y

fg i j

ideal ideal

F F
C

F F

+
=

+
     1-8 

Il est évident que ce coefficient est inférieur à l’unité mais également au premier coefficient 

du fait de l’ajout de la poussée idéale issue de l’injecteur. 

Le rapport de détente de la tuyère est défini par le rapport entre la pression génératrice de la 

tuyère et la pression ambiante : 

Rapport de détente   0i

a

P
NPR

p
=       1-9 

On définit encore le rapport des pressions totales par la forme suivante : 

Rapport des pressions totales  
0

0

j

i

P
SPR

P
=       1-10 

1.3 Revue bibliographique sur la vectorisation par injection dans le 

divergent 

L’interaction de l’écoulement primaire d’une tuyère supersonique avec l’obstacle 

formé par le jet secondaire injecté dans le divergent donne lieu à un choc détaché (Bow 

Shock). Ce choc interagit avec la couche limite du flux primaire, ce qui conduit au 

décollement de celle-ci. Cette interaction donne naissance à un choc attaché se développant 

devant le décollement. La structure du choc en forme de lambda qui en résulte provoque la 

déviation de l’écoulement primaire. 

Les études expérimentales sur de tels procédés de vectorisation ont été principalement 

menées aux Etats Unis (NASA) et en France (ONERA). On présentera dans ce qui suit les 

principaux résultats de ces études en mettant l’accent sur les points forts de ces travaux. 

1.3.1 Injection dans une tuyère bidimensionnelle 

1.3.1.1 Travaux de la NASA 

Le Centre de Recherche de Langley de la NASA a étudié plusieurs concepts de tuyères 

fluidiques que ce soit en terme de déformation de la ligne sonique au col ou de vectorisation 

par injection dans le divergent, des tuyères planes ou axisymétriques. 
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Les recherches de la NASA s’appuyaient en premier lieu sur les travaux de Abeyounis 

et al [18]. Des injections par fente et trous alignés dans le divergent d’une tuyère sur-détendue 

ont été réalisées lors de ces travaux. Les principales conclusions de ces travaux sont : 

- La position de l’injecteur a une grande influence sur l’angle de la déviation, la position 

optimale s’obtient en réalisant l’injection au niveau de la zone du décollement libre de 

la tuyère sans injection. 

- L’angle de vectorisation augmente avec le rapport des pressions totales SPR jusqu’à une 

valeur maximale pour décroître ensuite à cause de l’impact du choc sur la paroi opposée 

à l’injecteur. 

- L’angle de vectorisation décroît avec le taux de détente. L’efficacité maximum de 4.4 

degré de déviation par pourcent de débit injecté est obtenue pour un faible taux de 

détente (NPR=3.0). 

Une étude expérimentale et numérique dans une tuyère convergente-divergente plane 

CD-2D a ensuite été menée par Waithe et al [8]. L’étude traite principalement les effets de 

nombre d’injections sur la vectorisation de la poussée (une ou deux injections). L’efficacité de 

l’injection dans le divergent dépend du débit du gaz injecté, si l’on réduit la quantité du fluide 

secondaire prélevée du fluide primaire pour maximiser la poussée du moteur, la vectorisation 

peut alors être réduite au minimum et les avantages de cette vectorisation peuvent être 

négligeables comparés à la vectorisation mécanique. Donc, le concept d’utilisation d’une 

double injection pour dévier la poussée a été conçu pour optimiser l’angle du vecteur-poussée 

sans augmenter le débit des écoulements secondaires. L’étude expérimentale a été entreprise 

pour un taux de détente NPR allant jusqu’à 10 avec des rapports de pressions totales SPR de 

0, 0.4, 0.7 et 1.0 pour les taux d’injection respectifs de 0, 2, 4 et 6 %. L’angle du divergent de 

la tuyère est égal à 11.01° et le rapport de section est de 1.8 (Fig. 1-2). Cinq configurations 

ont été testées (la première est celle avec un seul injecteur et les autres utilisant deux 

injecteurs, celui en aval a une position fixe et l’autre est de plus en plus en amont, Fig. 1-3). 

Cette étude, à la fois expérimentale et numérique, nous servira de cas-test de validation pour 

l’usage du modèle analytique et du code de la simulation numérique. 
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Fig. 1-2  Maquette (gauche) et profil de la tuyère plane (droite), d’après Waithe [8]   

 

Fig. 1-3  Géométrie des fentes d’injection, Waithe [8]     

 

Effet de la double injection 

La Fig. 1-4 montre la distribution de la pression pariétale dans le cas d’une seule 

injection et d’une double injection à NPR=4.6 (cas d’une tuyère sur-détendue) et SPR=0.7. 

Les résultats obtenus dans le cas d’un injecteur montrent une forte influence de la pression 

ambiante qui règne en aval de l’injecteur (Fig. 1-4 gauche). L’étude indique l’avantage de la 

double injection sur l’angle de vectorisation où les efforts latéraux augmentent en raison de la 

présence de deux zones de séparation en aval de chaque fente d’injection. La Fig. 1-4 droite 
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montre la pression pariétale pour la configuration 5, deux zones de surpression peuvent être 

distinguées en amont de chaque fente, le jet injecté dans la fente amont recolle sur la paroi, 

contrairement à celui de la fente aval où une zone de pression ambiante peut être remarquée 

en aval de cette fente. L’angle de vectorisation obtenu est de 7° pour le cas d’un seul 

injecteur, de 8° pour deux injecteurs à NPR=4.6 et de 14° à NPR=2, le taux d’injection lors 

de ces tests est fixé à 4% (Fig. 1-5). En général, l’augmentation du nombre de fentes 

d’injection d’un à deux accroît l’efficacité de la vectorisation sans augmenter le débit de 

l’écoulement secondaire, mais cette opportunité d’injection multiple s’avère utile uniquement 

pour le plus faible taux de détente (NPR=2) en raison de la présence d’une zone de 

décollement libre en aval de l’injecteur. 

 

Fig. 1-4  Distribution de la pression pariétale : pour un injecteur (gauche), et pour deux injecteurs 

(droite), à NPR=4.6 et SPR=0.7, Waithe [8]     

 

Fig. 1-5  Evolution de l’angle de vectorisation en fonction du taux de détente NPR, à SPR=0.7 et taux 

d’injection de 4%, Waithe[8]       
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Effet du taux d’injection 

La Fig. 1-6 montre la pression pariétale pour des taux d’injection de 0, 2, 4 et 6 % 

(SPR=0, 0.4, 0.7 et 1.0 respectivement) à NPR=4.6. Le régime de sur-détente ne permet pas 

au jet injecté dans les quatre configurations de recoller à la paroi. On observe un allongement 

de la zone de décollement amont et une augmentation de la surpression qui y règne. On 

remarque à partir de la courbe de la pression dans le cas de non injection un décollement libre 

de la couche limite situé à proximité de la fente d’injection. Dans la configuration d’un 

injecteur, la déviation maximale obtenue à SPR=1.0 (taux d’injection de 6%) et NPR=4.6 est 

de 10°. 

 

Fig. 1-6  Pression pariétale pour différents taux d’injection à NPR=4.6, Waithe [8]   

 

1.3.1.2 Travaux de l'ONERA 

Dans sa thèse, Mangin [11] a mis en évidence une forte limitation de la vectorisation 

due à l’impact du choc de décollement sur la paroi opposée pour une injection dans le 

divergent. La conception d’une tuyère dissymétrique dont la paroi courte évite l’impact du 

choc de décollement en cas de forts taux d’injection s’avère donc utile. 
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Le schéma du montage expérimental est représenté sur la Fig. 1-7. La maquette de la 

tuyère est montée en aval d’une pièce de transition cercle-rectangle. La paroi basse de la 

tuyère est constituée d’un convergent et d’un divergent. La paroi haute, plus courte, est plane. 

Les injecteurs sont situés à la fin des deux parois. Celui de la paroi courte servait à étudier le 

principe de la déformation de la ligne sonique par injection. 

 

Fig. 1-7  Maquette d’injection dans une tuyère dissymétrique, Mangin [11]   

 

Performances de l’injection sonique normale 

Les performances de la vectorisation par injection sonique normale à la paroi sont 

représentées sur la Fig. 1-8. En régime adapté (NPR=3.0), l’angle de vectorisation augmente 

linéairement avec le taux d’injection avec toutefois une légère concavité au-delà du taux 

d’injection de 5%. En effet, l’efficacité est maximale au taux d’injection de 5% où elle vaut 

2.8 °/%. En régime sous-détendu (NPR=4.0), l’efficacité suit la même tendance qu’à NPR=3 

mais en étant inférieure en moyenne de 0.8 °/%. En régime sur-détendu (NPR=2.0), 

l’efficacité est supérieure à celle obtenue par les autres taux de détente et décroît avec le taux 

d’injection de 3.4 °/% (à 2.5 %) à 2.6 °/% (à 10 %). Pour un taux d’injection maximal (10 %), 

l’angle de vectorisation obtenu est de 24,1°. C’est la valeur maximale obtenue dans ces 

expériences 
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Fig. 1-8  Performances de l’injection sonique normale, Mangin [11]    

 

Performances de l’injection supersonique à contre courant 

Dans cette étude, des injections soniques et supersoniques à contre courant et des 

injections supersoniques normales à la paroi ont été également testées. Les résultats de ces 

mesures ont montrés que les meilleures performances sont obtenues avec un injecteur 

supersonique à contre courant. 

Les tests sur l’injecteur supersonique incliné à 60° vers l’amont ont fourni des angles 

de vectorisation importants et des efficacités inédites : l’efficacité maximale obtenue à 

NPR=2 et taux d’injection de 2.5 % vaut 6.61 degré de déviation par pourcent du jet injecté, 

celle à NPR=3 et 5 % vaut 4.12 °/% et l’efficacité minimale avoisine les 2.69 °/% pour 

NPR=4 et taux d’injection de 7.5 %. L’angle de vectorisation maximal (NPR=2, 10 %) est de 

31.2°, meilleure valeur obtenue en essai. Le meilleur facteur d’amplification est obtenu 

lorsque l’injecteur est adapté (lorsque sa pression de sortie est égale à la pression plateau de la 

zone décollée amont). Les performances de l’injection supersonique à contre courant sont 

illustrées sur la Fig. 1-9. 
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Fig. 1-9  Performances de l’injection supersonique à contre courant, Mangin [11]   

 

1.3.2 Injection dans une tuyère axisymétrique 

1.3.2.1 Injection par une fente annulaire 

Wing et Giuliano [12] ont mené une étude expérimentale sur l’injection secondaire 

dans une tuyère axisymétrique par une fente annulaire de 60°. Cette étude, réalisée au centre 

Langley de la  NASA, a montré qu’une tuyère axisymétrique peut être vectorisée dans les 

mêmes proportions qu’une tuyère plane. Différentes configurations de l’injection ont été 

testées telles que le type d’injecteur (Aft-slot ou Forward-slot) et le nombre de fentes 

(injection simple ou injection multiple). La Fig. 1-10 représente le profil de la tuyère et la 

forme géométrique des différentes fentes utilisées dans ces travaux. 

Les tests ont été réalisés dans une plage de rapport de pression de 2 à 10 (l’adaptation 

a lieu pour NPR=8.26), un rapport de pressions totales SPR de 0 à 1.5 (SPR=1.0 correspond à 
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un taux d’injection de 7.2 % pour la fente simple annulaire). Le rapport de sections est de 

1.74. 

 

Fig. 1-10  Schéma présentant la tuyère axisymétrique avec différents injecteurs, Wing [12]  

Le dispositif expérimental comporte outre un système de mesure des composantes 

normale et axiale des forces, un système de mesure de pression à l’intérieur de la tuyère. Les 

mesures de pression sont réalisées le long de sept lignes génératrices repérées par l’angle 

circonférentiel ψ (ψ=0° correspond à la génératrice passant par le centre de l’injecteur), à 

ψ=0°, 30°, 60°, 90°, 120°, 150° et 180° (ψ=180° correspond à la génératrice opposée à celle 

passant par le centre de l’injecteur). La technique de visualisation de l’écoulement interne par 

peinture sensible est également utilisée dans ces travaux. 

Cette étude expérimentale représente la seule publication menée sur ce genre 

d’injection. Elle servira principalement comme un cas-test expérimental pour valider notre 

modèle tridimensionnel. 

ψ 
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Fig. 1-11  Visualisation de trace de l’écoulement sur la paroi de la tuyère, Wing [12]   

La Fig. 1-11 montre une photographie de la tuyère réalisée après le test d’un injecteur 

simple (Aft-slot) à NPR=3.0 et SPR=1.0.  

Les traces visibles sur l’image représentent les zones de compression sur les parois 

intérieures de la tuyère. Ces zones s’étalent de l’amont de l’injecteur vers l’arrière en 

s’écartant latéralement et progressivement jusqu’à attendre l’angle ψ=120° en sortie de 

tuyère. 

La Fig. 1-12 présente les distributions de la pression pariétale sur les sept génératrices. 

Les symboles noirs indiquent le cas de non injection et les autres symboles indiquent la 

pression sur les génératrices de ψ=0° à 180° pour un angle d’injection de 60°. La forte 

pression en amont de la fente d’injection (ψ=0°, 30° et 60°) montre l’éventuelle présence d’un 

choc oblique interne. On a du mal à distinguer une région d’interaction claire sur les 

différentes génératrices, le manque de mesures expérimentales rend encore plus difficile 

l’analyse de la pression dans cette région. La courbe expérimentale montre un plateau de 

pression, pour ψ=0 par exemple, sur une distance d’environ 0.01 m suivi d’une surpression 

juste en amont de l’injecteur.  

 

Injecteur de 60° 

Col de la tuyère 

Trace de l’écoulement 

sur la paroi 

Un second injecteur 

fermé lors des tests 
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Fig. 1-12  Pression pariétale sur plusieurs génératrices à NPR=3.0, SPR=1.0 et φ=60°, Wing [12] 

La distribution de la pression pour les autres génératrices de la tuyère présente une 

légère augmentation qui disparaît complètement à 180° où il n’y a pas d’influence de 

l’injection sur la paroi opposée. En revanche, pour le cas sans injection, on remarque 

clairement une montée de la pression due à une contre pression supérieure à la pression de la 

tuyère (pression ambiante). Le début du décollement libre engendré a lieu à x=1.5 in (x=3.8 

cm) du col.  

Les performances de l’injection en régime de sur-détente (NPR=3.0) et en régime 

d’adaptation (NPR=8.26) sont présentées sur la Fig. 1-13. L’efficacité maximale obtenue est 

de 2 °/% pour NPR=3 et SPR=1.0. Le coefficient de poussée est de 0.9 et la vectorisation 

obtenue est de 16°. Une vectorisation maximale de 18° est obtenue pour SPR=1.5 (taux 

d’injection de 12 %) mais l’efficacité dans ce cas n’est que de 1.5° de déviation par pourcent 

ψ (deg) ψ (deg) 
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du débit injecté. A l’adaptation (NPR=8.26), le coefficient de poussée est de 0.95 mais 

l’efficacité n’est plus que de 1.2 °/%. L’angle de vectorisation obtenue dans ce cas est de 9.5°. 

 

Fig. 1-13  Coefficient de poussée et angle de vectorisation en fonction du taux d’injection  

1.3.2.2 Injection par un orifice circulaire 

Le phénomène d’injection par un orifice circulaire d’un écoulement transversal en 

régime supersonique a fait l’objet de nombreuses études. Ces études ont principalement pour 

application l’injection de carburant dans un scramjet et le pilotage d’un missile. La structure 

de l’écoulement dépend des paramètres de la couche limite de l’écoulement primaire, de la 

forme du choc détaché qui se développe au voisinage du jet secondaire rond et de la zone du 

décollement. 

Aso et al [34] ont présenté schématiquement les structures d’interaction pour une 

injection par une fente et par un orifice circulaire (Fig. 1-14). Une structure de choc en 
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lambda peut être observée dans les deux cas d’injection. Mais dans le second cas, le champ 

proche de l’injecteur est caractérisée par un choc détaché plus fort, un pic de pression est 

détecté en aval de la pression plateau de la zone décollée amont. En outre, cette zone de 

décollement est moins longue que dans le cas de la fente et le disque de Mach issu du jet 

secondaire est plus dévié en aval. Un choc secondaire dit choc de re-compression se forme 

sous le jet par l’accélération du fluide extérieur après contournement du jet.  

 

Fig. 1-14  Structure de l’écoulement avec injection par fente et trou circulaire   

Masuya et al [21] ont réalisé des essais expérimentaux d’une injection de 2.4% par un 

trou circulaire de 4 mm de diamètre dans une tuyère axisymétrique (Fig. 1-15), mais ces 

études se sont focalisées principalement sur la structure de l’écoulement et la distribution de 

la pression interne au niveau de l’injecteur.  

Dans ces expériences, la structure de l’interaction présente une séparation de la couche 

limite et une zone de surpression (pression plateau) suivie par un pic de pression au voisinage 

de l’emplacement de l’injecteur. Pour un écoulement turbulent à nombre de Mach allant 

jusqu’à 3, un très fort choc détaché devant le jet injecté est observé. L’interaction du choc 

détaché avec la couche limite produit une zone de séparation en amont de ce choc. Pour le cas 

turbulent, contrairement au cas laminaire, la zone de séparation est plus limitée et le choc 

oblique induit par la séparation est difficile à observer. 

L’influence du rapport des pressions totales (secondaire / primaire pti/pt∞) sur la 

structure de l’écoulement est présentée sur la Fig. 1-16. La variation de SPR affecte la 

position du choc détaché en amont de l’injecteur et les chocs de re-compression en aval. Avec 

Choc détaché 

Disque 

du Mach Choc de séparation Choc de séparation 

M0 M0 

Injection circulaire 
Jet injecté par une fente 

Disque 

du Mach 
Choc de 

 re-compression 
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l’augmentation de SPR, une importante dépression est remarquée en aval de l’injecteur et un 

impact du choc détaché de plus en plus en amont sur la paroi opposée. 

 

Fig. 1-15  Configuration d’injection circulaire dans une tuyère axisymétrique, Masuya [21]  

 

Fig. 1-16  Influence du rapport des pressions totales sur la structure de l’écoulement dans un plan de 

symétrie, Masuya [21]      
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1.4 Autres méthodes de vectorisation fluidique 

1.4.1 Injection au col 

Cette méthode "dite déformation de la ligne sonique", développée par Miller et al [15], 

consiste à obtenir une déviation du vecteur-poussée en modifiant la forme de la ligne sonique 

au col de la tuyère. Cette modification est obtenue par deux injections simultanées : près du 

col sur une paroi et dans le divergent de la paroi opposée dans une zone proche de la section 

de sortie. Toutefois, l’injection au col géométrique induit une modification du col 

aérodynamique et a donc une influence sur le débit et les performances du moteur. La Fig. 

1-17 présente le principe de déformation de la ligne sonique.  

Avec les méthodes de vectorisation au col, les rapports de la poussée sont 

généralement plus élevés. Bien que cette technologie s’améliore actuellement, les angles de 

vecteur-poussée rapportés jusqu’ici seraient généralement insuffisants. Le coefficient de 

poussée est dans la gamme de 0.94 à de 0.98 et les efficacités de la poussée est supérieure à 2° 

de déviation par pourcent du jet injecté. La pression augmente en amont de l’injecteur situé le 

plus en aval d’où une déviation de l’écoulement principal vers la paroi de l’injecteur amont. 

De meilleurs coefficients de poussée que pour l’injection dans le divergent sont obtenus (+5 

%) car l’écoulement n’est pas ralenti de manière irréversible par un choc.  

 

Fig. 1-17  Méthode de déformation de ligne sonique au col, Miller [15]    
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1.4.2 Tuyère à double col 

Flamm et al [19] ont réalisé une étude expérimentale et numérique sur cette méthode. 

La déformation de la ligne sonique est rendue beaucoup plus efficace en ajoutant une cavité 

en aval du col. Une injection au niveau du premier col permet de pousser l’écoulement 

primaire vers la paroi opposée. La dépression en aval de l’injection qui règne dans la cavité 

attire le jet principal vers la paroi de l’injection en sortie de tuyère (au niveau du second col). 

Des efficacités inédites ont été obtenues expérimentalement jusqu’à 6,1 °/% pour NPR=4 et 

taux d’injection de 1%. L’angle maximal de 15° est obtenu à 8 % d’injection. Fig. 1-18 

présente la comparaison (expérimentale-numérique) du champ du nombre de Mach calculé 

pour NPR=4 et 3% d’injection. La déviation est alors de 12° soit une efficacité de 4 °/%. 

L’angle d’injection le plus efficace est de 150° par rapport à l’horizontale correspondant à une 

injection à contre-courant. Il est établi que ce n’est pas la déformation de la ligne sonique qui 

fait dévier la poussée mais la dépression de la zone de recirculation. 

1.4.3 Vectorisation contre courant 

Hunter [16] a mené une étude de simulation numérique de ce type de vectorisation. 

Ses résultats ont été validés par des données expérimentales issues des études réalisées à la 

NASA.  

On a vu que les méthodes de contrôle du vecteur poussée par choc (Shock Vector 

Control) et par déformation du col utilisent l’injection fluidique. Contrairement à celles-ci, la 

méthode à contre-courant utilise une aspiration secondaire par une source d’aspiration. Le 

vide crée un écoulement renversé tout le long de la tuyère vers l’amont et donc une couche de 

mélange à contre-courant à la lèvre de la tuyère. Cette couche de mélange entraîne de l’air 

environnant dans le jet primaire. La présence d’un carénage extérieur associé à cet 

entraînement diminue la pression près du carénage (effet Coanda) et attire donc le jet vers ce 

dernier (Fig. 1-10). Une aspiration dissymétrique permet de vectoriser le jet. Si l’entraînement 

est suffisamment important, la pression continue à diminuer jusqu’à l’attachement du jet sur 

la surface. Flamm [17] a mis au point une expérience basée sur ce concept. Des coefficients 

de poussée dans la gamme de 0.92 à 0.97 sont associés à cette méthode à contre-courant. 
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Fig. 1-18  Champs expérimental et numérique de nombre de Mach pour l’injection à double col, 

Flamm et al [19]      

 

 

Fig. 1-19  Schéma présentant le principe de la vectorisation à contre courant, Flamm  [17]  

1.5 Calcul de la poussée  

Le principe sur lequel est basé le fonctionnement des moteurs-fusées est celui de 

l’action et de la réaction (troisième loi de Newton). La poussée est la force nécessaire créée 
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par une tuyère pour faire avancer l’engin. Elle est obtenue par la force de réaction due à 

l’accélération de l’air  qui traverse la tuyère.  

Dans ses cours d’aérodynamique interne, Délery [1] a exploité en détails la poussée 

dans son cas monodimensionnel et dans son cas général. Ces cas sont présentés par la suite. 

1.5.1 Cas monodimensionnel 

On considère une tuyère parcourue par un écoulement monodimensionnel et 

stationnaire de direction fixe. On va calculer la poussée dF d’une tranche dX dans cette 

tuyère. En écoulement stationnaire, la conservation de la masse s’écrit .= =mq VA cteρ  avec ρ 

la masse volumique, V  la vitesse et A l’aire d’une section, Délery [1], (Fig. 1-20).  

 

Fig. 1-20  Calcul de la poussée d’une tuyère      

La masse de gaz est comprise à l’instant t entre les abscisses x et x+dx et contenue 

dans le volume LL’MM’, soit en second ordre près : Adxρ . On applique à cette masse le 

principe fondamental de la dynamique : f mγ=
r r

 . Dans le cas présent, cette équation a la 

forme scalaire suivante : 

dV dV
dm dm Adx

dt dt
γ ρ= =     1-11  

où dm est la masse de fluide contenue dans la tranche d’épaisseur dx. L’accélération a pour 

expression : 

F 
A(x+dx) 

A(x) p 

p p+dp 

p 

ρ 

V 

p+dp 

ρ+dρ 

V+dV 

M 
M’ 

L 
L’ 

x 
x+dx 

 1  2 
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∂ ∂ ∂

= +
∂ ∂ ∂

dV V V x

dt t x t
      1-12 

Soit en écoulement stationnaire : 

∂ ∂ ∂
= =

∂ ∂ ∂
dV V x V

V
dt x t x

      1-13 

La résultante des forces  f  selon la direction x a pour expression : 

- sur la face d’entrée A(x) : pA, 

- sur la face de sortie : -[pA+d(pA)]. 

En l’absence de viscosité, la tension se réduit à la pression p. La force qui en résulte 

s’exerce normalement à la paroi du tube de courant, au second ordre près, elle a pour 

composante selon Ox : pdA. 

En définitive : 

( )= −AVdV dF d pAρ      1-14 

soit encore : 

( ) ( )= + = +mdF AVdV d pA q dV d pAρ     1-15 

A débit constant, l’équation 1-15 s’intègre entre deux plans 1 et 2, ce qui donne pour 

la poussée de l’élément compris entre les plans 1 et 2 :  

(2) 2 2
(1) 2 2 2 1 1 1 2 1

( ) ( ) ( ) ( )   = + − + = + − +   m m
F q V p A q V p A p V A p V Aρ ρ   1-16 

où le premier terme est la poussée de l’élément et le second la traînée de captation. Pour un 

gaz calorifiquement parfait dont le rapport des chaleurs spécifiques /p vC C  est constant, la 

vitesse du son est donnée par /pγ ρ . On a alors 2 2=V pMρ γ . La poussée créée entre 1 et 2 

peut donc s’écrire sous le format suivant : 

(2) 2 2
(1) 1 1 1 2 2 2(1 ) (1 )F p A M p A Mγ γ= + − +    1-17 
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1.5.2 Cas général 

Pour trouver la généralisation aux cas non monodimensionnels, on considère une 

surface fixe (Σ) fermée dans un écoulement stationnaire. Soit 
r
n  le vecteur unitaire normal à 

(Σ) orienté vers l’extérieur. 

Sur un élément d’aire dσ de (Σ), le fluide intérieur exerce sur le milieu extérieur une 

tension
r
p , d’où une force =

r r
df pdσ . En général, 

r
df  n’est pas alignée avec la normale locale 

en raison de la viscosité (dans le cas d’un fluide parfait elle se confond avec 
r

pn ). 

A travers dσ, sort un débit massique .=
r r

mdq V ndρ σ  et un flux de quantité de mouvement 

r
mVdq . 

A partir du théorème général de la quantité de mouvement, on démontre l’égalité : 

( )
( ( . )) 0p V V n dρ σ

∑
+ =∫

r rr r
    1-18 

( . )D p V V nρ= +
r r rr r

 est le vecteur dynalpie. 

Au point considéré de (Σ), on peut donc énoncer que dans un écoulement stationnaire, 

sans force de masse, le flux de dynalpie sortant d’une surface fermée ne contenant aucun 

obstacle est nul. 

Si on applique ceci à une tuyère : la poussée de la tuyère, qui est l’opposée du flux de 

dynalpie sortant par  (ΣE), est la somme des flux de dynalpie entrant (Σ∞) et sur les parois de 

la tuyère (Σi). Le flux de sortie peut être calculé sur n’importe quelle surface s’appuyant sur 

les lèvres de la tuyère.  

Si 
r

V  et 
r
n  sont colinéaires et s’il n’y a pas de viscosité (ce qui entraîne .=

r r
p p n ), on 

obtient l’expression de la théorie monodimensionnelle : 

2( )D p V nρ= +
r r

     1-19 

La poussée dans le vide ou poussée intrinsèque de la tuyère est l’opposée du flux de 

dynalpie dans une section qui s’appuie sur sa sortie, Mangin [11]. Pour un champ uniforme 

dans le plan de sortie, cette poussée est donc : 
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2( ) EF p V A nρ= − +
r r

     1-20 

Le propulseur est immergé dans l’air ambiant au repos à la pression uniforme pa, la 

poussée conventionnelle est alors : 

( )
(( ) ( ))

E
aF p p n V Vn dρ σ

∑
= − − +∫

r r rr r
   1-21 
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2 Approche physique au phénomène de 

décollement de la couche limite 

Chapitre 2 

Approche physique du phénomène de 

décollement de la couche limite 

On s’intéresse dans ce chapitre à l’étude des phénomènes physiques liés au 

décollement de la couche limite. Tout d’abord, on aborde une analyse théorique des 

écoulements décollés par une contre pression ou par un obstacle situé en face de l’écoulement. 

Ensuite, on traite le problème du décollement de la couche limite dans les tuyères par une 

contre pression arrière, ce cas caractérise le fonctionnement des tuyères sur-détendues. La 

théorie de l’interaction libre et les corrélations de la montée de pression à travers le choc de 

décollement seront illustrées. Enfin, on étudie les différents critères de décollement qui 

caractérisent et évaluent la pression plateau dans la zone de décollement. Cette étude nécessite 

la connaissance des différents régimes de fonctionnement d’une tuyère convergente 

divergente CD (sur-détente, adaptation et sous-détente). On trouvera tous les détails sur les 

régimes de fonctionnement des tuyères dans l’annexe A. Les caractéristiques de la couche 

limite sont également utilisées. Le calcul des épaisseurs et des paramètres de la couche limite 

selon la méthode intégrale de Michel est représenté dans l’annexe D. 

2.1 Analyse théorique des écoulements décollés 

Le phénomène de décollement est intimement lié au comportement dynamique de la 

couche limite. Le décollement intervient lorsque la couche limite se développe en présence 

d’un gradient de pression adverse, c’est-à-dire dans une situation où la pression augmente 

dans la direction de l’écoulement. Dans ce cas, la vitesse de l’écoulement externe diminue et 

les particules fluides subissent une décélération. La décélération est encore plus importante 

dans la couche limite du fait des transferts de quantités de mouvement par les forces 

visqueuses. 
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Considérons un écoulement supersonique uniforme, de nombre de Mach M0 et de 

pression p0, décollant en un point s sur une paroi plane, (Fig. 2-1). Le processus de 

décollement, qui est lié à l’existence d’une couche limite, se présente de la façon suivante, 

Délery [1]: 

• A partir d’un point o, origine de l’interaction, la couche limite commence à s’épaissir. 

En même temps, son profil de vitesse tend à se vider, les régions proches de la paroi 

étant davantage ralenties que les parties externes. 

• Corrélativement, des ondes de compression sont induites dans l’écoulement contigu 

du fluide supposé parfait. Rapidement, ces ondes se focalisent pour constituer un choc 

de décollement. 

• Le décollement se produit en un point s où le profil de vitesse u(y) de la couche limite 

est tel qu’à la paroi 0
∂

=
∂
u

y
. En ce point de décollement, il y a annulation du 

frottement pariétal τw=0. 

 

 

Fig. 2-1  Processus du décollement sur une plaque plane, Délery [1]    

• En aval de s, les profils u(y) comportent, près de la paroi, un courant de retour (re-

circulation) où la vitesse est à contre-courant de l’écoulement principal. Ce reflux est 

dû à l’action antagoniste du champ de pression qui refoule, vers l’amont, le fluide à 

faible énergie de la portion interne de la couche limite. Dans cette région dite 

« décollée » le frottement pariétal τw est négatif, sa valeur absolue étant toutefois plus 

faible. 

s 
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2.2 Décollement dans les tuyères supersoniques 

Lors du régime de fonctionnement en sur-détente, il y a un décollement de la couche 

limite qui se passe à l’intérieur de la tuyère en raison de la contre pression pa qui règne à la 

sortie de la tuyère. Ce décollement est caractérisé principalement par une large augmentation 

de la pression pariétale. L’évolution de la pression pariétale modifie la poussée de la tuyère. 

C’est la raison pour laquelle la connaissance de la position du point de décollement s et du 

saut de pression atteint est importante. Pour un régime à un rapport de pression donné (NPR), 

il est encore difficile de prévoir si ce régime provoquera un décollement et, s’il y a 

décollement, quelles seront la position du point de décollement et l’évolution de la pression 

pariétale. Cette difficulté provient de la complexité des phénomènes physiques rencontrés 

dans de tels écoulements, fortement compressibles et turbulents. 

L’expérience montre qu’il y a au moins deux types différents de décollements à 

l’intérieur de la tuyère : le décollement libre et le décollement restreint. 

2.2.1 Décollement libre 

On appelle un décollement libre (Free Shock Separation FSS) le décollement qui 

apparaît lorsque la couche limite de l’écoulement décolle en amont de la sortie de la tuyère 

sous l’effet du gradient de pression adverse et que l’écoulement décollé débouche librement 

de la tuyère. La configuration de décollement libre peut apparaître dans toutes les tuyères, 

idéale tronquée ou optimisée à contour parabolique, en régime de sur-détente. 

Ce décollement se produit quand l’écoulement est entièrement séparé de la paroi. 

Pendant que la sur-détente se développe, le point de décollement se déplace plus loin en 

amont dans la tuyère, (Fig. 2-2). 

En étudiant la répartition de la pression, on constate que l’écoulement est divisé en 

trois régions. D’abord une première région, en amont du point x0, où la couche limite est fixée 

à la paroi, on a le même comportement qu’en régime d’adaptation. Dans la deuxième région, 

la pression croît de la pression minimum p0  à la pression plateau pp. Cette région est 

considérée  comme une région d’interaction. La couche limite commence à s’épaissir au point 

x0, mais elle ne se sépare pas de la paroi jusqu’à ce que la force de frottement pariétal τw soit 
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nulle au point de décollement xs. La troisième région est une région de recirculation de 

l’écoulement qui est entièrement séparé de la paroi. 

 

Fig. 2-2  Représentation schématique du décollement libre, d’après Mouronval [36]   

Il en ressort que le décollement libre fait intervenir deux mécanismes bien distincts. Le 

premier est associé au décollement du jet à la paroi alors que le second est lié à l’écoulement 

ambiant aspiré dans la zone de recirculation. 

2.2.2 Décollement restreint 

Un deuxième régime de décollement, autre que le décollement libre, peut apparaître 

lorsque le recollement de la couche limite intervient sur le divergent juste après le 

décollement. Ce régime est appelé décollement restreint (Restricted Shock Separation RSS) 

(Fig. 2-3). 

Pour ce régime n’ayant lieu qu’à certains rapports de pression, la couche limite décolle 

puis recolle rapidement sur la paroi de la tuyère. L’évolution de la pression pariétale en aval 

du décollement est marquée par une succession de détente et de re-compression, la pression 

pariétale dépassant parfois la pression ambiante. Ce phénomène est attribué au recollement de 

x0  xs  xp 
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l’écoulement décollé. En effet, celui-ci induit des ondes de compression et de détente dans le 

jet supersonique.  

 

Fig. 2-3  Représentation schématique du décollement restreint, d’après Mouronval [36]   

2.3 Théorie de l’interaction libre 

2.3.1 Théorie de l’interaction libre dans un écoulement uniforme 

La notion de l’interaction libre a été introduite par Chapman [2] pour qualifier un  

décollement supersonique dont la montée en pression est indépendante des conditions en aval. 

Le décollement résulte d’un processus induit entre la couche limite et l’écoulement non 

visqueux externe, dans le sens où la décélération et l’épaississement de la couche limite 

engendrent un gradient de pression adverse dans l’écoulement, gradient qui, en retour, 

favorise l’épaississement de la couche limite. L’écoulement dans la zone d’interaction libre 

dépend donc uniquement de l’état de la couche limite et de l’écoulement externe. 

On suppose un écoulement supersonique uniforme, la paroi est supposée adiabatique 

(pas de flux de chaleur). L’origine de l’interaction est définit par l’abscisse x0, le nombre de 

Mach M0 et la pression p0. La couche limite sera caractérisée par son coefficient de frottement 

x0 

   x0  xs   xp             xr  
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Cf0 et son épaisseur de déplacement δ10. L’analyse théorique de Chapman suppose une loi de 

similitude en abscisse et repose sur deux relations : 

1. En intégrant l’équation de quantité de mouvement de la couche limite avec les 

hypothèses de couche mince. Ce qui aboutit à l’expression : 

  

0

0 0 10

0 10 0 0

x

l

w

x ww

l

p p l

q q y

τ δτ
δ τ

 − ∂
=  ∂ 

∫      2-1 

00
1

0 10

( )f
C lp p

f X
q δ
−

=      2-2 

avec 0x x
X

l

−
=  et 2

0 0 0

1

2
q uρ= , 

f1 est une fonction sans dimension considérée comme fonction de la seule abscisse 

normalisée X, la longueur de référence l, dite longueur d’interaction, se définie à 

partir de l’origine x0. 

2. L’autre équation est l’équation de couplage entre la couche limite et l’écoulement 

non-visqueux écrite sur la surface de déplacement : 

    1 1
0

0

d d

dx dx

δ δ
δε ε ε  = − = −  

 
     2-3 

avec 1

0

0
d

dx

δ  = 
 

, ε0 est la déviation de l’écoulement extérieur à l’origine de 

l’interaction et ε  est la déviation de l’écoulement extérieur au point considéré. La 

déflexion δε résultant de l’épaississement de la couche limite induit dans 

l’écoulement externe une variation de pression exprimée par la relation de l’onde 

simple linéarisée : 

2
0

2
0 0

1M p

M p

δ
δε

γ
−

=      2-4 

L’équation de couplage conduit donc après linéarisation au voisinage du point 0 à 

la relation suivante : 

        

2
0 0 1

0

1

2

M p p d

q dx

δ− −
=      2-5 
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D’où, après introduction de grandeurs normalisées comme pour l’équation de la 

quantité de mouvement : 

( )
( )

1 100 10 10
2 2

0 0 0

/2 2
( ) ( )

/

dp p
f X f X

q l d x l l

δ δδ δ
β β

−
= =   2-6 

où f2 est une nouvelle fonction sans dimension et β0 est le facteur de 

compressibilité : 2
0 0 1Mβ = −  

En multipliant l’équation 2-2 par l’équation 2-6, on élimine le terme 10/l δ  et obtient : 

0.50
0 0

0

2 ( )f

p p
C F X

q
β −−

=      2-7 

où 1 2F f f=  est une fonction universelle obtenue par une approche empirique. Cette 

fonction a par exemple dans le cas d’une couche limite turbulente deux valeurs particulières à 

saisir : Fs=4.22 au point de décollement et Fp=6 au niveau du plateau de pression. Pour un 

écoulement laminaire, Fs=0.8, Fp =1.5. A partir de l’équation 2-7, on déduit la théorie de 

l’interaction libre : 

    

2
0.50

0 0 0( ) 1 2 ( )
2k f k

M
p X p C F X

γ
β − 

= + 
 

    2-8 

où k est l’indice relatif à la zone d’interaction. 

La théorie de l’interaction libre nous fournit un critère de décollement, reliant le 

niveau de pression maximal à savoir, la pression plateau pp, avec le nombre de Mach amont 

M0 et le coefficient de frottement Cf0 à l’origine de l’interaction. Dans le cas d’un écoulement 

étendu, ce critère s’écrit donc : 

2
0.50

0 0
0

1 6 2
2

p

f

p M
C

p

γ
β − 

= + 
 

    2-9 

Fig. 2-4 montre graphiquement la fonction universelle de la corrélation donnant la 

pression normalisée pour un écoulement uniforme en fonction de l’abscisse normalisée le 

long de l’interaction. Les valeurs de F sont obtenues pour un décollement provoqué, soit par 

une marche, soit par la réflexion d’un choc oblique. Ici, l’échelle l est la distance comprise 

entre 0 (origine d'interaction) et le point de fin d’interaction. Les niveaux moins élevés 
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atteints par F en laminaire montrent qu’une couche limite laminaire décolle bien plus 

facilement qu’une couche limite turbulente. 

 

Fig. 2-4  Fonction F de la corrélation pour l’écoulement uniforme, d’après Chapman [2]  

2.3.2 Théorie généralisée de l’interaction libre 

Pour un écoulement incident non-uniforme, comme c’est le cas dans les tuyères de 

révolution, Carrière et al [3] ont étendu l’analyse effectuée avec la théorie de l’interaction 

libre de Chapman pour qu’elle soit adaptée aux écoulements non-uniformes. En précédant 

comme pour l’écoulement uniforme, on trouve une fonction universelle F légèrement 

différente du fait de la non-uniformité de l’écoulement. La longueur d’interaction ne suit pas 

la loi de similitude valable en écoulement uniforme, des valeurs importantes de 1/l δ  ont été 

mesurées et la longueur d’interaction croît avec la distance du point de décollement du plan de 

sortie de la tuyère. 

Les corrélations pour la pression diffèrent du cas uniforme, (Fig. 2-5). La fonction 

universelle pour le cas turbulent est déterminée à partir d’expériences en tuyères de révolution 

profilée ou conique. La fonction présente la même valeur au point de décollement qu’en cas 

uniforme turbulent 4.22 et présente un plateau un peu plus élevé 6.5 au lieu de 6 pour 

l’écoulement turbulent.  
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Fig. 2-5  Fonction F de la corrélation pour l’écoulement non uniforme, d’après Carrière [3]  

2.4 Détermination de la position du décollement dans une tuyère 

sur-détendue 

La position du décollement libre dans les tuyères décollées est importante, il fait part 

de la modélisation de notre problème dans le fonctionnement de la tuyère en sur-détente, 

surtout dans le cas d’une tuyère axisymétrique où la détermination du point de croisement 

entre la ligne de séparation provoquée par l’injection et la position du décollement libre est 

très importante.  

On considère une tuyère fonctionnant au point fixe à une pression ambiante pa. On 

suppose que cette tuyère est entièrement amorcée et que l’indice e désigne les conditions dans 

le plan de sortie. A partir des relations isentropiques unidimensionnelles de gaz parfait, on 

dispose de la répartition de pression p(x) à la paroi, dont on déduit celle du nombre de Mach 

M(x). On suppose également, que les propriétés de la couche limite ont été déterminées par une 

méthode convenable. En fait, la solution de fluide parfait pour les tuyères suppose l’absence 

totale d’effets visqueux. Dans la réalité, la tuyère comporte une couche limite le long de la 

tuyère, cette couche limite n’est pas en mesure de supporter un choc de n’importe quelle 

force, d’où vient l’apparition d’un décollement à l’intérieur de la tuyère en sur-détente. Dans 

ce régime de sur-détente, le gaz de la tuyère subit un rapport de détente inférieur à celui de 

l’adaptation, une contre-pression s’exerce sur la couche limite du jet et un choc se forme dans 

le divergent de la tuyère. 
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On se place dans le cas où la tuyère est sur-détendue. Comme nous le savons, il se 

produit alors à l’extrémité de la tuyère une onde de choc faisant passer la pression de pe à pa. 

En premier lieu, il convient de s’assurer que la couche limite en sortie de la tuyère peut 

supporter ce choc sans décoller. Pour cela nous calculons la valeur de la pression plateau en se 

plaçant à la sortie; c’est-à-dire que l’on applique un critère de décollement convenable au cas 

étudié (le critère du décollement libre de Chapman par exemple) et en identifiant l’état initial 

(0) avec l’état en sortie : M0=Me , p0=pe , Cf0=Cfe . 

Deux situations sont possibles lors du calcul de pp : 

1. La pression pp trouvée est supérieure à pa. Alors, la couche limite peut supporter le 

choc, il n’y a pas de décollement. 

2. La pression pp est inférieure à pa. Il n y a une incompatibilité entre pa et le saut de 

pression maximal permis par la couche limite. L’écoulement ne peut être amorcé 

jusqu’en sortie de la tuyère, un décollement se produit ainsi dans le divergent. 

La section d’abscisse xs dans laquelle le décollement va être déterminé en recherchant 

l’endroit de la tuyère où l’application de l’équation du critère de décollement donne une 

pression pp juste égale à pa. Le plus souvent, 0 est déterminé par itération sur x, en suivant 

l’organigramme donné sur la Fig. 2-6.  

 

Fig. 2-6  Organigramme de détermination de la  position du décollement dans une tuyère 
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2.5 Critères de décollement 

De nombreuses expériences ont été réalisées pour déterminer des critères permettant 

d’évaluer la position du décollement et la pression plateau. Pour une tuyère sur-détendue, la 

position du point de décollement libre influence généralement sur la poussée. Ces critères 

fournissent en général le saut de la pression plateau pp en fonction des conditions à l’origine 

de l’interaction (p0, M0…) qui, d’après la théorie de l’interaction libre, pilotent le décollement. 

La pression plateau dans ces critères est supposée être égale à la pression ambiante. Le critère 

de décollement permet alors de déterminer les conditions à l’origine de l’interaction et donc la 

position de cette dernière. On va étudier dans ce paragraphe les différents critères de 

décollement qui sont les plus utilisés dans le cas de modélisation du phénomène d’injection 

secondaire dans les tuyères supersoniques.  

2.5.1 Critère de Summerfield 

Le critère de Summerfield [49] est le critère le plus ancien et le plus simple, il est tiré 

d’essais effectués dans une tuyère sur-détendue dans une gamme de rapports de pression 

Pi0/pa de 15 à 20 (Pi0 indique la pression de chambre) : 

     0 0.4
p

p

p
=       2-10 

2.5.2 Critère empirique de Zukoski 

Les expériences de Zukoski [4] sont basées sur l’étude des décollements face à une 

marche ou à une rampe. Elles étaient limitées aux cas d’écoulements bidimensionnels plans 

pour un domaine de nombre de Mach entre 2 et 6. Les résultats de ces expériences sont 

donnés pour un domaine de  nombre de Reynolds de couche limite Reδ (3.10
4 à 1.2.10

6) et 

pour plusieurs rapports de la hauteur de la marche à l’épaisseur de la couche limite, pour les 

conditions suivantes : couche limite turbulente, épaisseur de la couche limite inférieure à la 

hauteur de la marche. La pression plateau pp, de même que les autres caractéristiques de la 

zone décollée, semblent indépendantes du nombre de Reynolds. Cette indépendance justifie la 

corrélation proposée par Zukoski, liant le saut de pression à travers le choc de décollement 

uniquement à la pression statique p0 et au nombre de Mach amont M0 . La corrélation de 

Zukoski s’écrit alors : 
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Zukoski précise que cette corrélation est aussi en accord avec les valeurs de pression 

plateau obtenues dans les tuyères coniques sur-détendues des moteurs-fusées, dans une plage 

de nombre de Mach allant de 2 à 5.5. Une autre corrélation issue de l’étude menée par 

Zukoski concerne la pression au point de décollement ps 

0
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1 0.73
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     2-12 

2.5.3 Critère de Schmucker 

Schmuker [50] a proposé un critère empirique à partir des données expérimentales 

issues d’essais sur les moteurs fusées à propergols liquides. La corrélation proposée par 

Schmuker donnant le saut de pression est la suivante : 

( )0.64
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1.88 1p
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M
p

= −      2-13 

2.5.4 Théorie de Reshotko et Trucker 

Ce critère est donné sous forme de rapport du nombre de Mach à travers un choc de 

décollement. Reshotko et Trucker [51] proposent dans leur théorie une méthode intégrale 

élaborée pour prédire l’effet d’une variation brusque de pression sur une couche limite 

turbulente supersonique à Mach inférieur à 3. L’analyse part des équations de la couche limite 

où le terme de frottement a été négligé. Il est de plus supposé que l’enthalpie totale est 

constante au travers de la couche limite. Ce qui implique l’absence de flux de chaleur à la 

paroi. Après la transformation des équations sous forme incompressible, et leur intégration, 

on arrive à une expression reliant le rapport des nombres de Mach avant et après le 

décollement à une fonction du paramètre de forme transformé H : 
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où M1 est le nombre de Mach derrière le choc de décollement, H  est relié au paramètre de 

forme réel H  (annexe D) par : 

( ) ( )21
1 1

2 eH H M Hγ= + − +     2-15 

Cette analyse prédit l’apparition du décollement induit par une onde de choc pour un rapport 

du nombre de Mach égal à : 

1

0

0.762=
M

M
      2-16 

Le présent critère, aisément convertible en un rapport de pression  pp/p0, prédit une 

augmentation de ce rapport de pressions lorsque le nombre de Mach amont M0 croît, ce qui 

est en accord avec l’expérience. 

2.5.5 Critère de Campbell et Farley 

Il est conçu à l’issue des résultats de décollement dans des tuyères coniques avec des 

demi-angles de 15°, 25° et 29°. Campbell et Farley [52] utilisaient dans leurs expériences de 

l’air chauffé à 920 K°. Des résultats en air froid ont également été obtenus. Les données 

montrent une corrélation, pour un rapport du nombre de Mach à travers le choc, de : 

1

0

0.76
M

M
=       2-17 

Ces mêmes auteurs ont également présenté d’autres résultats concernant le 

décollement dans des tuyères galbées, où de l’air sec non chauffé était cette fois utilisé. Mais 

la corrélation ci-dessus ne semblait pas se généraliser aux résultats expérimentaux des tuyères 

galbées en gaz froid. 

On trouve de nombreux autres critères dans la littérature sous la forme d’un rapport de 

nombre de Mach, dont les plus utilisés sont : 

- La corrélation de Green [53] ( 1

0

0.78
M

M
= ), elle est justifiée par de nombreuses 

expériences dans des tuyères coniques à grand angle de divergence. 
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- La corrélation de Bloomer, Antl et Renas [54] ( 1

0

0.85
M

M
= ), elle est issue des 

résultats d’écoulements décollés dans des tuyères coniques de demi-angle Φ=20°, 

25° et 30°. 

La légère différence des valeurs des critères précédents pourrait traduire l’influence de 

la nature du gaz via par exemple le rapport des chaleur spécifiques γ. Un récapitulatif détaillé 

des critères empiriques ou semi empiriques est donné dans l’annexe C. 
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3 Modélisation de l’injection dans le divergent 

Chapitre 3 

Modélisation de l’injection dans le 

divergent 

Une étude de modélisation du phénomène d’injection secondaire dans une tuyère 

supersonique est présentée dans ce chapitre. Trois types d’injection dans le divergent seront 

étudiés :  

1- injection dans une tuyère plane. 

2- injection par une fente annulaire dans une tuyère axisymétrique. 

3- injection par un orifice circulaire dans une tuyère axisymétrique. 

Le modèle a été établi et programmé en Fortran pour calculer les paramètres et les 

performances de la vectorisation fluidique. Ce modèle est inspiré d’études et approches 

physiques qui ont déjà abordé un tel phénomène. Son principe est basé sur l’utilisation de la 

théorie illustrée par Spaid [14]. Cette théorie, issue de l’étude d’une injection dans un 

écoulement plan et uniforme, est basée sur le calcul de la hauteur effective de l’obstacle 

équivalent au jet injecté. Cette hauteur est le principal paramètre à retenir dans cette théorie. 

Différents critères et corrélations sont utilisés afin de modéliser la séparation de la couche 

limite et de calculer les efforts latéraux. On notera que le principe du modèle bidimensionnel 

présente la base de départ de l’étude élargie à la modélisation 3D. Les résultats obtenus avec 

ce modèle seront comparés avec ceux de la simulation numérique et avec le peu de résultats 

expérimentaux disponibles dans la littérature.  

3.1 Modélisation bidimensionnelle 

Ce modèle a pour objectif d’évaluer et calculer la vectorisation de la poussée d’une 

tuyère supersonique convergente-divergente plane par injection de gaz dans sa partie 

divergente. Le calcul des épaisseurs et des paramètres de la couche limite est effectué selon la 

méthode intégrale de Michel le long du divergent (annexe D).  
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3.1.1 Calcul de la hauteur de l’obstacle équivalent 

Pour évaluer la hauteur du jet transversal injecté dans le jet primaire supersonique, on 

suppose que ce phénomène d’injection bidimensionnelle est similaire à un écoulement 

supersonique face à une marche d’une hauteur h, Spaid et al [14]. Avec cette hypothèse de 

départ, un modèle analytique du champ de l’écoulement est construit dans le but de calculer la 

hauteur efficace de cette marche qui peut alors être employée comme paramètre principal de 

l’écoulement (Fig. 3-1). Toutes les études relatives aux écoulements supersoniques avec une 

couche limite turbulente au-dessus d’une marche indiquent que la distance entre le point de 

décollement en amont de la marche est proportionnelle à la hauteur de cet obstacle si celle-ci 

est plus grande que l’épaisseur de la couche limite.  

 

Fig. 3-1  Injection de fluide dans un écoulement plan supersonique, d’après Spaid [14]   

Dans cette théorie, l’analyse repose sur des hypothèses qui correspondent au cas d’un 

écoulement uniforme. D’autres hypothèses seront rajoutées par la suite pour adapter le 

modèle au cas des écoulements dans une tuyère supersonique. 

On utilise d’abord les hypothèses suivantes : 

1. On suppose que le jet sonique est injecté dans l’écoulement plan uniforme. Il n’y a 

aucun mélange entre les écoulements secondaire et primaire.  

2. L’interface entre les deux écoulements est supposée circulaire (un quart de cercle de 

rayon h, qui n’est autre que la hauteur de l’obstacle équivalent). 

3. La force de pression sur l’interface peut être calculée par la méthode de Newton 

modifiée. 

Recirculation 

 pp 
Vj   h 

Volume de contrôle 

M1 

M0, p0 
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4. Le gaz injecté se détend d’une façon isentropique et le jet se dirige parallèlement à la 

paroi. 

5. Les efforts visqueux sont négligés en amont et en aval de la fente. 

6. L’indice 0 dans la théorie de Spaid définit les paramètres de l’écoulement libre avant 

le choc ou l’écoulement à l’infini. Dans les tuyères, on suppose que l’indice 0 est 

confondu avec le point de séparation s.  

Le schéma du modèle est présenté sur Fig. 3-2.  

 

Fig. 3-2  Schéma du modèle bidimensionnel simplifié     

Le point d’origine o est au centre de la fente sur la paroi. L’axe des x se dirige vers 

l’aval de la fente, parallèlement à la paroi, et l’axe des y est normal à la paroi. Un bilan de 

forces dans la direction de x a été rétabli pour un volume de contrôle délimité par l’interface 

entre les deux écoulements. Ce bilan implique que la traînée de pression du quart de cercle 

soit égale à la dérivée de quantité de mouvement du fluide qui traverse le volume de contrôle.  

D’où le bilan de forces donné par l’équation suivante sur x : 

. .x

y

d
F v dy

dt
ρ=∑ ∫      3-1 

Cette égalité va fournir par conséquent la hauteur de pénétration h. Il faut noter, qu’en raison 

de l’existence d’une région de décollement en amont de la fente, il y a une  forte interaction 

de la viscosité, ce qui cause des difficultés pour calculer la composante sur x de la force. La 

méthode de Newton peut alors être utilisée pour avoir  la contribution de la pression dans 

cette zone. 
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La somme des forces dans l’équation 3-1 peut être calculée en décomposant les forces 

appliquées sur le volume de contrôle en deux composantes : 

1 2x x xF F F= +∑      3-2 

1xF  est la force appliquée sur l’interface du volume de contrôle. 

2xF  est la force appliquée sur la face arrière du volume de contrôle. 

 

Fig. 3-3  Schéma d’intégration de la  pression, cas bidimensionnel   

 

Calcul de 1x
F  : 

Si on note α l’angle entre la tangente locale au cercle et la direction x (direction de 

l’écoulement primaire), α varie entre 0 et π/2, Fig. 3-3. 1xF  est donné par l’équation suivante : 

    1 1 sin .x x

A A

F dF P dAα= =∫ ∫      3-3 

où : P est la pression locale appliquée sur une aire dA du volume de contrôle et calculée par 

le coefficient de pression qui est donné par la relation suivante :  

 0

0
p

P p
C

q

−
=    0 0pP p C q⇒ = +      3-4 

où 0q  est la pression dynamique de l’écoulement primaire ; 

Fx1 Fx2 

α 

Y 

α 

θ 

P 

h.dθ 

X 

α 

P.sinα 

h 
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2
0 0 0

0 2

p M
q

γ
=        3-5 

D’autre part, on a le coefficient de pression : 

22sinpC α=       3-6 

La valeur maximale du coefficient de pression s’écrit : 

2
max max2sinpC α=      3-7 

En divisant les relations 3-6 et 3-7 

      

2

2
max max

sin

sin
p

p

C

C

α
α

=         

avec max / 2α π= , on aura la forme suivante (appelée la méthode de Newton modifiée) : 

2
max sinp pC C α=      3-8 

On remplace les équations 3-8 et 3-4 dans l’équation 3-3 : 

         ( )3
1 0 0 maxsin sinx p

A

F p q C dAα α= +∫     3-9 

L’élément de surface s’écrit (Fig. 3-3) : 

  .dA h dθ=   et  sin cosα θ=      3-10 

D’où : 

    ( )
/ 2

3
1 0 0 max

0

cos cos .1.x pF p q C h d

π

θ θ θ= +∫     3-11 

L’intégration de cette dernière équation par rapport à θ  entre 0 et π/2 permet d’obtenir 

l’expression de la première composante de la force : 

      1 0 0 max

2

3x pF p q C h
 = + 
 

     3-12 

Calcul de x2F  : 

Afin de mieux adapter le modèle au cas d’une tuyère supersonique, on suppose que la 

pression qui domine la zone à l’arrière du volume de contrôle pav suit le régime du 
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fonctionnement de la tuyère. Cette pression est alors égale à la pression ambiante dans le cas 

d’un régime de sur-détente. Par contre, dans le cas d’un régime de tuyère adaptée ou sous-

détendue, on suppose que l’écoulement recolle à la paroi et suit l’évolution de la pression 

d’une tuyère normale sans injection. D’où la force suivante derrière le volume de contrôle : 

2 . .1x av avF P A p A p h= = − = −      3-13 

La force de traînée de l’équation 3-2 devient : 

0 0 max

2

3x av pF p p q C h
 = − + 
 

∑     3-14 

Dérivée de la quantité de mouvement du jet injecté 

Le jet secondaire étant injecté perpendiculairement à l’écoulement, sa quantité de 

mouvement, après déviation, dans le sens de l’écoulement étudié, est celle obtenue après sa 

détente : 

. . j j

y

d
v dy m V

dt
ρ =∫ &      3-15 

Où jm&  désigne le débit du gaz injecté, Vj sa vitesse après détente. 

La détente isentropique monodimensionnelle conduit à la relation suivante pour la 

vitesse Vj : 

1/ 2
1

0

0

2
1

1

j

j
j j j

j

j j

rT p
V

P

γ

γγ

γ

−  
   

= −     −    
  

    3-16 

On a encore: 

.1j c c c c c c dm m v A v c bρ ρ= = =& &      3-17 

où : , ,c c cv Aρ  sont les paramètres critiques au col de l’injecteur ; 

b : la largeur de fente ; 

cd : le coefficient de décharge (coefficient de débit). 

Les propriétés critiques du gaz : 
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0

2

1c j

j

T T
γ

=
+

 , 
1

0

2

1

j

j

c j

j

P P

γ

γ

γ

− 
=   + 

  et  

1

1

0

2

1

j

c j

j

γ

ρ ρ
γ

− 
=   + 

   

On en déduit la quantité de mouvement de jet injecté : 

1/ 2
11

1

0
0

2 1 1
2 1

1 1 1

j

j j
j

j j d j j

j j j j

p
m v c b P

P

γ

γ γ

γ
γ γ γ

−

−
  

     
= −        + + −     

  

  3-18 

En remplaçant les équations (3-18) et (3-14) dans (3-1), on obtient : 

1/ 2
11

1
0

2
2 0

0 0 0 0 max

2 2 1
1

1 1 1
3

j

j j
d j j j

j j j
av P

c bP p
h

P
p p p M C

γ

γ γγ

γ γγ

−

−
  

     
= −        + −    − +  

  

 3-19 

Cette dernière équation fournit une évaluation de la hauteur de la marche équivalente 

qui dépend des paramètres principaux du phénomène et prend en compte l’effet de détente 

dans la tuyère car la pression amont est bien distincte de la pression avale, ce qui est différent 

du cas plan.  

Calcul de maxpC : 

Pour calculer maxpC , on commence par une équation très simple qui définit le 

coefficient de pression maximum : 

01 0
max

2
0 0

1

2

P

P p
C

vρ

−
=      3-20 

où P01 est la pression totale derrière un choc normal produit dans l’écoulement principal et 

2 2
0 0 0 0

1

2 2
v p M

γ
ρ = . Pour développer cette équation, on part de la théorie du choc normal, le 

rapport des pressions avant et après le choc est donné par la relation : 

/( 1)2 2 2
01 0 0

2
0 0

( 1) 1 2

4 2( 1) 1

P M M

p M

γ γ
γ γ γ

γ γ γ

−
   + − +

=    − − +  
   3-21 

On en déduit l’équation suivante du coefficient de pression maximum : 
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/( 1)2 2 2
0 0

max 2 2
0 0

( 1) 1 22
1

4 2( 1) 1P

M M
C

M M

γ γ
γ γ γ

γ γ γ γ

−    + − + 
= −    − − +    

  3-22 

3.1.2 Position du décollement  

La présence de l’injection secondaire par une fente sur la paroi de la tuyère provoque 

un choc oblique et par conséquent un décollement de la couche limite. La méthode de 

recherche du point de séparation diffère selon que la tuyère est sur-détendue ou sous-

détendue. Plusieurs paramètres seront pris en compte pour trouver l’abscisse du point de 

décollement : la hauteur efficace h de l’obstacle trouvée dans le paragraphe précédent, le 

critère de décollement (qui définit dans notre cas la montée de pression à travers le choc 

oblique) et les relations des chocs obliques. On part de l’hypothèse que la ligne du jet 

primaire en aval du choc est tangente au cercle de rayon h établi par le jet injecté (Fig. 3-4). 

Cette ligne est caractérisée par l’angle ε, assimilé à l’angle de déviation derrière une onde de 

choc oblique sur la paroi de la tuyère. Les équations classiques des chocs obliques sont 

utilisées pour calculer respectivement l’angle de déviation de l’écoulement et l’angle du choc 

de décollement. 

2 2
( )

( )

2 sin ( 1)

1
p s x

s x

p M

p

γ β γ

γ

− −
=

+
    3-23 

2
( )

2
( )

sin 2 2cot
tan

2 ( cos 2 )
s x

s x

M

M

β β
ε

γ β

−
=

+ +
     3-24 

 

Fig. 3-4  Méthode de recherche du point de séparation     
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L’abscisse du point de séparation s est obtenue par calcul itératif en partant du point m 

(abscisse du début de l’injecteur). L’organigramme représenté sur la Fig. 3-5 illustre les 

différentes étapes du calcul de la position du décollement. 

Fig. 3-5  Organigramme de calcul de la position du décollement dans le modèle 2D   

Calcul de pp/ps(x) 
ε et β  

 

xs' 

h 

xs' = xs' - ∆x 

xs = xs'  

Ecoulement 
tangent au 
cercle de h 

   

xs =xs'  

 

Champs de la tuyère, NPR, SPR,  
Crs (critère de décollement) et Position de l’injecteur 

Décollement 
libre ? 

Oui Non 

pav=pa pav=pi 
Pression arrière 
égale à la pression 
ambiante 

Pression arrière 
égale à la pression 
de détente 
isentropique  

xs=xm 
Initialisation 

xs'=xm 

Non 

Oui 

Non 

Oui 

xs 

Equation de la hauteur de 
l’obstacle équivalent  



MODELISATION DE L’INJECTION DANS LE DIVERGENT 

54  

3.1.3 Recollement derrière l’injecteur 

En l’absence de contre pression à l’arrière de la tuyère, le jet secondaire a tendance à 

recoller à la paroi. L’écoulement extérieur subit alors une série de détentes sur l’obstacle créé 

par le jet injecté. Le recollement du jet est caractérisé par l’angle ψr avec lequel la ligne du jet  

impacte la paroi. Pour connaître l’état de l’écoulement en aval de l’obstacle, il convient de 

noter les éléments suivants : 

- Tout d’abord, l’écoulement passe de l’état (1) à l’état (2) après une série de détentes 

en modifiant sa trajectoire d’un angle υ ε=  (Fig. 3-6). L’écoulement sur l’obstacle est donc 

supposé parallèle à la paroi de la tuyère. On utilise la relation de Prandtl-Mayer pour 

déterminer par une méthode inverse le nombre de Mach M2 de l’écoulement au dessus de la 

marche :  

2 2

1 2 1 21 1
tan ( 1) tan 1

1 1
M M

γ γ
υ ε

γ γ
− −+ +

= = − − + −
− −

   3-25 

 

Fig. 3-6  Etat de l’écoulement en dessus et en aval de la marche équivalente   

- L’écoulement passe ensuite à l’état (3) après une autre série de détentes et une 

deuxième modification de sa trajectoire caractérisée par l’angle ψr. Deux paramètres 

principaux sont à déterminer dans ce cas : 
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► L’angle de recollement ψr (Fig. 3-6). Cet angle est évalué par un critère de recollement 

supersonique, développé par l’ONERA, en fonction du nombre de Mach M1 de 

l’écoulement décollé. Ce critère est donné par la relation suivante : 

1

29.2
32.6r

M
ψ = −      3-26 

Par exemple, dans les expériences de la NASA, M1 vaut au plus 1.5 dans le cas 

bidimensionnel et donc ψr est inférieur à 15°. Il atteint 2.5 dans le cas axisymétrique, ce 

qui conduit à un angle ψr de 20°. 

► Le nombre de mach M3. Il peut être estimé en utilisant la relation de Prandtl-Mayer en 

fonction de ψr : 

1 2 1 2
3 3

1 1
tan ( 1) tan 1

1 1r M M
γ γ

υ ψ
γ γ

− −+ +
= = − − + −

− −
   3-27 

3.1.4 Calcul des efforts 

Lors d’une injection dans un écoulement supersonique, les efforts mis en jeu sont 

calculés dans le modèle par la différence entre les courbes de pression sur la paroi de 

l’injection et sur la paroi opposée. 

Les différents efforts sont évalués à partir de la distribution des pressions dans 

chacune des zones induites par l’injection secondaire dans la tuyère. On distingue, Fig. 3-7 : 

– Les efforts dans la zone de séparation Fxs, Fys, dus à la pression plateau en amont de 

l’injecteur (zone en gris). 

– Les efforts dus au gaz injecté Fxj, Fyj. (Zone en rouge).  

– Les efforts Fxd, Fyd dus à la dissymétrie de la tuyère en présence de l’écoulement 

ambiant en aval d’une tuyère sur-détendue (zone en bleu). Ici, on suppose que la pression 

ambiante règne en aval de l’injecteur dans le cas de la présence du décollement libre. 

– Les efforts Fxr, Fyr dus à la dépression en aval de l’injecteur dans une tuyère adaptée 

ou sous-détendue. Ces efforts existent dans le cas de recollement du jet à la paroi (zone en 

violet) Fig. 3-7. C’est la seule force qui s’oppose aux efforts précédents. 
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Nous parlerons de toutes les sources de ces efforts en détail dans le cas axisymétrique 

de notre modèle analytique. 

 

Fig. 3-7  Répartition des forces de pression calculées  dans une tuyère sur-détendue (haut) et sous-

détendue (bas)       

Décollement 

Décollement libre 

Recollement 
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3.2 Modélisation de l’injection par une fente annulaire 

La modélisation du cas de l’injection secondaire dans une tuyère axisymétrique 

supersonique est présentée dans ce paragraphe. Le modèle établi et programmé est similaire 

au modèle 2D dans ses différentes étapes dans le calcule des paramètres de la vectorisation 

fluidique. Le principe de l’utilisation d’une marche équivalente au jet injecté est adapté à ce 

cas. La hauteur de cette marche est calculée à l’issue d’un bilan de quantité de mouvement de 

la zone d’interaction des jets (jet primaire/jet secondaire), celle-ci prend une forme 

particulière en raison des effets tridimensionnels. Des formes du type tore ou sphère sont 

considérées afin de représenter cet obstacle fictif. Les efforts latéraux, plus complexes dans le 

cas 3D, sont calculés sur toute la paroi de la tuyère axisymétrique. Plusieurs théories et 

principes sont utilisés pour évaluer ces efforts. L’angle de vectorisation est calculé dans un 

plan de symétrie xy de la même manière que dans le cas 2D. Les paramètres les plus 

importants obtenus à l’issu de la modélisation sont l’angle de déviation δ et les efforts axiaux 

et normaux obtenus par intégration numérique de la pression pariétale. 

 

Fig. 3-8  Schéma explicatif de l’injection par une fente annulaire   
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Lors de la construction de ce modèle, nous supposons que le point d’origine est placé 

au centre du col de la tuyère, l’axe longitudinal x est dans le sens de l’écoulement primaire, 

l’axe normal y est dirigé vers le haut, le plan xy est le plan de symétrie de la tuyère passant par 

le milieu de l’injecteur, (voir Fig. 3-8). 

3.2.1 Modélisation de la hauteur de marche fictive 

L’injection dans une tuyère axisymétrique se fait par une fente annulaire d’une largeur 

b et d’un angle d’injection φ  (Fig. 3-8). Dans le cas d’une tuyère axisymétrique, le volume de 

contrôle est décomposé en deux parties principales pour le calcul du bilan de la quantité de 

mouvement, (Fig. 3-9): 

- Partie A : Une forme de tore (1/4 de tore) courbée sur la paroi de la tuyère sur un angle 

équivalent à celui de l’injection, cette partie présente principalement le fluide injecté par 

la fente. La courbure de cette zone est caractérisée par le rayon R égal au rayon de la 

tuyère au niveau de l’orifice d’injection (en yj ) et par le rayon h qui caractérise la 

hauteur de l’obstacle fictif recherché. Dans ce schéma, on néglige l’effet de 

convergence de la tuyère. 

- Partie B : Une forme sphérique (1/8 sphère) située de part et d’autre de la partie A, 

cette partie modélise l’effet de contournement du fluide primaire. Cette partie est 

caractérisée par un seul paramètre h, le rayon de la sphère. 

Certaines hypothèses et simplifications utilisées dans le cas plan (voir paragraphe 

3.1.1) sont reprises dans la modélisation du cas tridimensionnel. Un bilan de quantité de 

mouvement est appliqué au volume de contrôle en utilisant la forme de l’équation 3-1, (Fig. 

3-9), l’intégration des efforts s’effectue donc en deux parties: 

Calcul d’efforts appliqués sur la partie A du volume de contrôle (forme de tore) : 

      1 1 sin .x x

A A

F dF p dAα= =∫ ∫      3-28 

En supposant que  R>>h, l’élément de surface s’écrit, (Fig. 3-10) : 

( sin )dA h R h d hR dθ ϕ θ ϕ θ= − ≈     3-29 
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Fig. 3-9  Schéma d’injection annulaire montrant la construction du volume de contrôle   

 

On suppose en outre que la longueur de l’arc de l’élément de surface Rϕ  est constante sur 

toute la surface du cylindre, on néglige l’effet de convergence de la tuyère.  

De même que pour le cas 2D, on utilise la formule de Newton modifiée pour aboutir à la 

forme suivante : 

      ( )3
1 0 0 maxcos cos

x p
dF p q C hR dθ θ ϕ θ= +     3-30 

En faisant l’intégration de 0 à π/2 on obtient la force appliquée sur la face amont de la partie 

A : 

   1 0 0 max

2

3x pF p q C hRϕ = + 
 

     3-31 

 

Une approximation de la force exercée par la pression pav à l’arrière de la marche est donnée 

par la relation suivante : 

2x avF p hRϕ= −      3-32 

La force totale appliquée sur la partie A : 
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1 2 0 max 0

2

3x tor x x p avF F F q C p p hRϕ = + = + − 
 

   3-33 

 

 

Fig. 3-10  Intégration des forces sur la partie A du volume de contrôle    

 

Calcul d’efforts appliqués sur la partie B  (forme de sphère): 

La Fig. 3-11 montre l’élément de surface utilisé dans l’intégration des efforts sur la 

partie B. Cet élément de surface est calculé comme suit : 

        
( ) 22 sin

2 sin
4

h
dA hd h d

π θ
θ π θ θ= =     3-34 
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   ( )3
1 0 0 maxsin sin sin

x p
dF P dA p q C dAα α α= = +  

  ( )3 2
1 0 0 maxsin sin sin sin

x p
dF p q C h dα θ α θ π θ= +  

De la Fig. 3-11, on a : sin cosα θ=  

  ( )3 2
1 0 0 maxcos sin cos sin

x p
dF p q C h dθ θ θ θ π θ= +  

 

Fig. 3-11  Intégration des forces sur la partie B (forme sphérique)   

 

Les relations trigonométriques permettent de transformer l’équation précédente sous la 

forme : 

2
1 0 0 max

1 1 1
sin 2 sin 4 sin 2

2 8 4x pdF p q C h dθ θ θ π θ
  = + +  

  
 

On fait l’intégration sur θ de 0 à π/2 : 

22
1 0 0 max0

1 1 1
sin 2 sin 4 sin 2

2 8 4x pF p q C h d
π

θ θ θ π θ
  = + +  

  
∫  

2
2

1 0 0 max

0

1 1 1
cos 2 cos 4 cos 2

4 32 8x pF p q C h

π

θ θ θ π
  = − + − −  
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2
1 0 0 max 0 0 max

1 1 1 1 1 1

4 32 8 4 32 8x p pF p q C P q C hπ
      = + − + − − + − −      

      
 

On obtient finalement la relation suivante pour Fx1 : 

2 2
1 0 0 max

1 1

2 4x p
F p h q C hπ π= +     3-35 

La force Fx2 est appliquée aux deux quarts de cercle de rayon h : 

2
2

1
2

4x av
F p hπ= −      3-36 

La force totale appliquée sur la partie B du volume de contrôle est finalement donnée par 

l’équation suivante : 

20
0 max4 2

av
x sph p

p p
F q C h

π
π

− = + 
 

    3-37 

Calcul de la quantité de mouvement à travers le volume de contrôle  

On suit la même procédure que pour le cas plan pour le calcul de la dérivée de la 

quantité de mouvement à travers le volume de contrôle ( . . j j

r

d
v dr m v

dt
ρ =∫ & ), sachant que la 

section effective de l’injecteur : 

j d c dA c A c bRϕ= =      3-38 

Par conséquent, la quantité de mouvement sera donnée par la relation suivante : 

      

1/ 2
11

1

0 2
0

2 1
2 1

1 1

j

j j
j

j j j j j

j j j

p
m v A P

P

γ

γ γ

γ
γ γ

−

−
  

     
= −        + −     

  

   3-39 

Le bilan de quantité de mouvement (équation 3-1) donne :  

. .x

r

d
F v dr

dt
ρ=∑ ∫      3-40 

     x sph x tor j jF F m v⇒ + =      3-41 
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20
0 max 0 max 0

11

1

0 2
0

2

4 2 3

2 1
2 1

1 1

j

j j

av
p p av j

j

j j j

j j j

p p
q C h q C p p y h

P
A P

P

γ

γ γ

π
π ϕ

γ
γ γ

−

−

−   + + + − =  
  

  
     

−        + −     
  

  3-42 

L’équation 3-42 est une équation de deuxième degré en h, la solution positive de cette 

équation nous donne directement la hauteur de la marche équivalente utilisée dans le 

traitement du modèle axisymétrique. 

2 4b ac∆ = −  

2
2 2

0 max 0

11

1
0

0 0 max 2
0

2

3

2 1
8 1

4 2 1 1

j

j j

p av j

jav
j j j p

j j j

q C p p y

Pp p
A P q C

P

γ

γ γ

ϕ

π
γ π

γ γ

−

−

 ∆ = + − 
 

  
     − − + −          + −      

  

 

La hauteur h s’exprime alors par la relation suivante : 

2

b
h

a

− + ∆
=  

         

0 max 0

0
0 max

2

3

2
4 2

p av j

av
p

q C p p y

h
p p

q C

ϕ

π
π

 − + − + ∆ 
 =

− + 
 

    3-43 

3.2.2 Ligne de séparation et évaluation de la pression en aval 

La ligne de séparation, dans le présent modèle tridimensionnel, désigne la ligne de 

décollement de la couche limite due à l’obstacle présenté par le fluide injecté. La littérature et 

les calculs numériques nous ont fourni plusieurs indications pour modéliser cette ligne qui est 

au cœur de notre modèle. Elle sera repartie en plusieurs sections : devant, autour et derrière la 

fente d’injection. La modélisation de cette ligne dépend aussi du régime de fonctionnement de 

la tuyère. 
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On s’appuie, pour déterminer la position de la ligne de séparation devant la fente 

d’injection, sur les considérations théoriques du modèle 2D. On considère que la position du 

décollement sur une génératrice passant par le milieu de l’injecteur (ψ=0°) est similaire au cas 

2D. On utilise ainsi la même méthode de recherche du point de séparation en fonction de la 

hauteur h, du critère de décollement et des relations des chocs obliques (voir Fig. 3-4). 

L’abscisse de la position du décollement xs est supposée constante sur un angle φ, cela induit 

une pression plateau constante devant la fente d’injection, (Fig. 3-12 ). 

On peut distinguer trois zones différentes dans le calcul des forces latérales sur la paroi 

de la tuyère : 

La zone 1 est située devant l’injecteur : La répartition des pressions sur une ligne A 

située dans cette zone montre une évolution similaire à celle du cas plan précédemment 

décrite. La longueur de séparation Ls est donnée comme étant la distance entre l’injecteur 

(point m) et le point de la séparation (point s). Sa largeur varie de Lis= φ.yis au point s à Lim= 

φ.yim au point m, où φ est l’angle d’injection et yi le rayon de la tuyère à l’abscisse xi.  

La zone 2 est située de part et d’autre de la zone 1 (ψ>φ/2). La répartition de la 

pression pb dans cette zone est évaluée par interpolation elliptique faisant passer sa valeur de 

la pression plateau à la pression de détente isentropique sur la ligne de séparation (ψ=ψb). La 

détermination de la ligne de séparation dans cette zone est obtenue par la formule de Billig 

[20].  

La zone 3 caractérise la zone aval de l’injecteur. La pression y est supposée constante 

et égale à la pression ambiante dans le cas de sur-détente (présence du décollement libre, cas 

illustré sur la Fig. 3-12) et suit l’évolution de la pression en tuyère non perturbée dans les 

autres régimes de fonctionnement de la tuyère. 

A partir de xd, la ligne de séparation continue suivant l’angle de Mach (voir 

paragraphe suivant), la pression passe de sa valeur en tuyère non perturbée jusqu’à la pression 

ambiante. Il est évident que cette zone n’existe pas dans le cas d’une tuyère adaptée ou sous 

détendue, la ligne de séparation s’arrête, dans ces cas au niveau de l’injecteur (point d). 
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Fig. 3-12  Schématisation de la ligne de séparation et des pressions  dans le cas d’une injection 

annulaire dans une tuyère sur-détendue ayant un décollement libre    
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3.2.2.1 Utilisation de la  formule de Billig 

Billig [20] a étudié l’écoulement supersonique face à un obstacle de forme cylindrique 

ou sphérique. A partir des expériences, il a bâti des relations caractérisant deux paramètres 

principaux : le rayon de courbure Rc de la trace du choc détaché induit dans l’écoulement et la 

distance ∆ du choc au point d’arrêt (Shock Stand off). Ces deux paramètres, qui dépendent 

fortement de la physique de l’écoulement, sont déterminés expérimentalement en utilisant des 

techniques optiques telles que l’ombroscopie et les images de type Schlieren. 

Dans cette méthode, il est supposé que la forme du choc détaché est une hyperbole de 

rayon de courbure Rc pour y=0 et dont l’asymptote est définie par l’angle de Mach de 

l’écoulement libre, Fig. 3-13.  

 

Fig. 3-13  Choc détaché autour d’un obstacle sphérique, théorie de Billig [20]   

La relation définissant l’hyperbole du choc détaché est donnée par l’équation 

suivante : 

   

0.52 2

2 2

tan
1 1

tan
c

c

R y
x R

R

µ
µ

  
 = + ∆ − + − 
   

    3-44 

µ y 

x 
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Rc 
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M

c 

Angle de Mach 
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où ∆  est la distance du choc au point d’arrêt 

 cR  est le rayon de courbure de l’hyperbole 

 R  est le rayon de la sphère ou du cylindre 

Les paramètres principaux qui caractérisent l’hyperbole (rayon de courbure du choc 

détaché et distance du choc au point d’arrêt) sont obtenus par des équations déduites des 

données expérimentales. Pour la distance du point d’arrêt, on utilise les équations suivantes, 

Billig [20] : 

Sphère:   
2/ 0.143exp(3.24 / )R M∆ =      3-45 

Cylindre:   
2/ 0.386exp(4.67 / )R M∆ =      3-46 

Et pour la courbure à y=0 (Fig. 3-13) : 

Sphère :  
1.2/ 1.143exp 0.54 /( 1)

c
R R M = −      3-47 

Cylindre :  
0.75/ 1.386exp 1.8 /( 1)

c
R R M = −      3-48 

où M est le nombre de Mach de l’écoulement principal. 

L’angle de Mach caractérisant l’asymptote de l’hyperbole est donné par la relation 

classique : 

arcsin(1/ )Mµ =      3-49 

Nous proposons de définir la ligne de séparation de notre modèle analytique en nous 

inspirant de la formule de Billig du choc détaché. La ligne de séparation suit donc la même 

tendance hyperbolique sur les deux bords, avec un rayon de courbure donnée par l’équation 

suivante par rapport au centre c (Fig. 3-12): 

s s cR L R= + − ∆      3-50 

Pour développer l’équation précédente, on utilise la formule de Billig pour une sphère. Le 

rayon de la sphère R est remplacé ici par la hauteur de la marche équivalente h. Le rayon de 

courbure de la ligne de séparation est donc défini par l’équation suivante : 
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1.2 2

0.54 3.24
1.143exp 0.143exp

( 1)s sR L h
M M

    = + −    −    
  3-51 

Ce rayon Rs permettra de tracer la ligne de séparation de part et d’autre de la zone de 

séparation principale devant l’injecteur jusqu’à l’abscisse xd représentant l’abscisse à l’arrière 

de l’injecteur. 

5.2.2.2 Etat de l’écoulement en aval de l’injecteur 

Dans une tuyère en régime de sur-détente, comme nous l’avons déjà précisé, la ligne 

de séparation suit une droite définie par l’angle de Mach, mais pour les autres régimes de 

fonctionnement de la tuyère, la présence de la ligne de séparation est négligée en aval de 

l’injecteur. En revanche, un recollement du jet injecté peut exister sur la paroi dans les autres 

régimes de fonctionnement de la tuyère. Ce recollement provoque une dépression par rapport 

au niveau de la pression dans une tuyère non perturbée. Le point de recollement sera défini 

par le même critère de recollement utilisé dans le cas plan, Mangin [11]). 

1

29.2
32.6r

M
ψ = −      3-52 

L’abscisse du point r définit la zone de recollement en aval de l’injecteur. Il est 

supposé constant sur un angle égal à celui de l’injection. La force de dépression issue de ce 

recollement sera déduite des autres efforts latéraux.  

Le diagramme présenté sur la Fig. 3-14 résume les éléments principaux qui 

interviennent dans l’élaboration de notre modèle analytique 3D. 

3.3 Calcul des efforts dans une tuyère axisymétrique avec injection 

par une fente 

En général, on calcule la poussée dans les tuyères axisymétriques par l’équation 

suivante : 

( )e e a eF mV p p A= + −&     3-53 
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Fig. 3-14  Diagramme des différents éléments du modèle analytique    

Mais en présence de l’injection secondaire, ces calculs sont plus difficiles en raison de 

l’asymétrie des efforts latéraux. La poussée est, dans ce cas, estimée à partir du calcul des 

composantes des différents efforts de pression et de la quantité de mouvement sur les trois 

axes. On suppose encore que les efforts visqueux sont négligeables, la poussée totale est écrite 

de la façon suivante : 

         
2 2 2

x y z
F F F F= + +      3-54 

Le calcul des composantes de la poussée s’effectue par la différence de pressions entre 

les zones concernées et l’évaluation des pressions dans la tuyère non-perturbée. Les différents 

efforts sur z sont opposés par rapport au plan de symétrie xy : 

0z zF dF= =∑      3-55 

Les autres composantes (axiales et normales) de la poussée permettent d’évaluer 

l’angle de la vectorisation δ : 
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1tan y

x

F

F
δ −=       3-56 

Le programme du modèle analyse les différentes sources d’efforts axial et normal. La 

force axiale est donc la résultante des efforts appliqués sur les différentes zones, (Fig. 3-16) : 

       x col xtuy xs xb xj xd xrF F F F F F F F= + + + + + +    3-57 

et la force normale : 

y ytuy ys yb yj yd yrF F F F F F F= + + + + +     3-58 

où : 

• Fcol : Flux de dynalpie traversant la section du col de la tuyère (composante majeure de la 

poussée totale). Ce flux est calculé de la manière suivante : 

        
2 2 2(1 )col c c c c c c c cF p A u A r p Mρ π γ= + = +    3-59 

où rc  est le rayon du col de la tuyère. 

 

Fig. 3-15  Efforts latéraux de la tuyère axisymétrique avec injection secondaire    
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• Fxtuy, Fytuy : Efforts axial et normal sur la paroi de la tuyère non perturbée par l’injection 

(avant la ligne de séparation). Les forces normales sont égales et de sens opposés dans ce 

cas par rapport au plan de symétrie :  

0ytuy ytuyF dF= =∑  

• Fxs, Fys : Efforts axial et normal dans la région de décollement qui subit une pression 

constante égale à la pression plateau en amont de l’injecteur (zone en gris). 

• Fxb, Fyb : Efforts axial et normal sur les bords de zone de décollement, marqués par une 

diminution de la pression selon une loi elliptique de la valeur plateau aux valeurs dans la 

tuyère non perturbée (zone en vert). 

Fig. 3-16  Distribution de la pression dans une tuyère sur-détendue (gauche) et sous-détendue (droite)  

• Fxj, Fyj : Flux de dynalpie du gaz injecté (zone en rouge). 

• Fxd, Fyd : Efforts axial et normal dus à la dissymétrie de la pression ambiante régnant 

derrière la zone d’injection (zone en bleu). Ces efforts existent uniquement dans le cas des 

tuyères sur-détendues ayant un décollement libre. 

• Fxr, Fyr : Efforts axial et normal dus à la dépression en aval de l’injecteur, caractérisés par 

la ligne de recollement (zone en violet) et la pression pr. Ces efforts n’existent que dans le 

cas de recollement du jet secondaire à la paroi.  
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Fs 

Fd 
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L’organigramme suivant, Fig. 3-17, présente le schéma suivi dans le calcul des efforts 

dans le modèle analytique. 

 

Fig. 3-17  Organigramme de calcul des efforts et des caractéristiques    

Le programme, écrit en Fortran, calcule tous les efforts en faisant l’intégration des 

pressions sur chaque zone (force de pressions). Des éléments de surfaces sont définis pour 

chaque zone et des équations discrétisées sont donc utilisées. Finalement, il convient de noter 

que tous les efforts normaux calculés sont comptés positivement tant que l’angle ψ ne dépasse 
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pas 90°. Au-delà de cet angle (l’autre moitié de la tuyère), leur contribution devient négative 

par rapport aux autres (ψ<90°).  

3.3.1 Efforts sur la zone de séparation devant l’injecteur 

Les calculs des efforts exercés dans cette zone sont rendus possibles une fois calculées 

l’abscisse du point de séparation s et la hauteur de la marche équivalente. L’écoulement étant 

supposé parallèle à la ligne de glissement issue du point de séparation et tangente au cercle du 

jet injecté. La ligne de séparation est située parallèlement à l’injecteur sur un arc angulaire 

[ , ]
2 2
inj inj

ϕ ϕ
ψ = + −  à une distance sx x=  du col ( sr r= ), d’une largeur circonférentielle 

correspondant à l’angle de l’injecteur injϕ , s inj sLr rϕ= . 

La force axiale s’exerçant sur un élément de surface à l’abscisse xi s’écrit : 

( )xs p i iF p p A∆ = − ∆      3-60 

Avec : 1 1

2
i i

i inj i

r r
A rϕ+ −−

∆ =  

La force totale Fxs de cette zone sera calculée par : 

1 1( )
2

im
i i

xs p i inj i

i is

r r
F p p rϕ+ −

=

−
= −∑     3-61 

im étant l’indice relatif à l’abscisse xm , abscisse du début de l’injecteur. 

L’élément de force normale à l’abscisse  xi s’écrit : 

1 11 1
sin( ) sin( )

( ) ( )
2 2

j ji i
ysi p i j p i i

x x
F p p A p p r

ψ ψ+ −+ −
−−

∆ = − ∆ = −   3-62 

où l’indice j fait référence au pas angulaire. 

La force normale au pas i s’écrit: 

            

/ 2
1 11 1

0

sin( ) sin( )
2 ( )

2 2

inj

j ji i
ysi p i i

j

x x
F p p r

ϕ ψ ψ+ −+ −

=

−−
= −∑   3-63 

La force normale sur toute la zone de séparation Fys est calculée par sommation : 

im

ys ysi

i is

F F
=

= ∑       3-64 
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3.3.2 Efforts sur les bords de la zone de séparation 

La deuxième partie de la zone de décollement correspond à celle située de part et 

d’autre de la zone de séparation principale devant l’injecteur. Elle est modélisée, comme nous 

l’avons vu précédemment, par une forme hyperbolique C inspirée de la formule de Billig avec 

un rayon de courbure Rs donné par l’équation 3-51. Un point k se trouvant sur C est repéré par 

ses paramètres xk, rk et ψk tel que φ/2<ψk< ψkmax (l’indice i est remplacé dans cette zone par 

l’indice k). Dans cette zone, la pression varie de sa valeur de "pression plateau" pp à 

/ 2kψ ϕ=  jusqu’à la pression de la détente isentropique de la tuyère non perturbée par 

l’injection à maxk kψ ψ= . L’angle maxkψ  est déterminé par rapport au centre c en calculant Lrk à 

partir l’équation de l’hyperbole définissant la ligne C, Fig. 3-18. 

On extrait alors l’angle ψkmax : 

    max
rk

k

k

L

r
ψ =       3-65 

On obtient, à partir de cette équation, les autres cordonnées cartésiennes du point k (Fig. 

3-18): 

        max maxsin( / 2 ) sin( / 2 )k k inj k k k inj kz r y rϕ ψ ϕ ψ= + = +   3-66 

La pression pb à chaque (k,j) est calculée par une interpolation elliptique, elle est donnée par 

l’équation suivante : 

   

0.5

, 2

( )²
( ) 1 j k

bk j p k

rk

r
p p p

L

ψ 
= − − 

 
    3-67 

On utilise la même démarche que la précédente pour calculer les efforts axial et 

normal. L’indice k varie de k=kb=ib sur la courbe C à k=kd=id (kd étant l’indice à l’abscisse 

xd à l’arrière de l’injecteur). 

Pour la force axiale : 

1 1
, 2

k k
xb bk j j k

r r
F p rψ+ −−

∆ = ∆      3-68 

max

/ 2

2
k

inj

kd

xb xb

k kb j

F F
ψ

ϕ= =

= ∆∑ ∑      3-69 
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z
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Et pour la force normale : 

1 11 1
,

sin( ) sin( )

2 2
j jk k

yb bk j k

x x
F p r

ψ ψ+ −+ −
−−

∆ =     3-70 

max

/ 2

2
k

inj

kd

yb yb

k kb j

F F
ψ

ϕ= =

= ∆∑ ∑      3-71 

 

Fig. 3-18  Schéma du calcul analytique des efforts    

3.3.3 Efforts en aval de l’injecteur 

3.3.3.1 Cas des tuyères sur-détendues (avec un décollement libre) 

La ligne de séparation continue à se développer vers l’arrière de la tuyère suivant la 

forme de l’asymptote A à la courbe C définie par l’angle de Mach de l’écoulement libre avant 

la ligne de séparation Md (équation 3-49). La ligne A sert à faire passer l’écoulement de la 

pression dans la tuyère non perturbée à la pression ambiante pa derrière l’injecteur. 

Un point k appartenant à la ligne A (Fig. 3-18) est repéré par les cordonnées suivantes : 

xk, rk et ψk tel que 0<ψk< ψkmax, k=i 
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L’élément de force axiale s’écrit : 

1 1
max( ) ( )

2
k k

xd a k k a k k k

r r
F p p A p p rψ+ −−

∆ = − ∆ = −    3-72 

La force axiale Fxd s’écrit : 

2
kt

xd xd

k kd

F F
=

= ∆∑      3-73 

où kt est l’indice à l’abscisse xt (abscisse du point de décollement libre calculé pour un NPR 

donné). 

L’élément de force normale : 

1 11 1
sin( ) sin( )

( ) ( )
2 2

j jk k
yd a k j a k k

x x
F p p A p p r

ψ ψ+ −+ −
−−

∆ = − ∆ = −   3-74 

Et la force normale derrière l’injecteur : 

        
max

0

2
kkt

yd yd

k kd j

F F
ψ

= =

= ∆∑ ∑      3-75 

3.3.3.2 Cas des tuyères adaptées et sous-détendues 

Le fait de passer au régime d’adaptation ou de sous-détente fait disparaître la zone de 

séparation en aval de l’injecteur, le calcul des efforts s’arrête au niveau du point d de 

l’injecteur, mais il met en évidence une zone de recollement où une dépression règne sur la 

paroi juste derrière l’injecteur. On suppose que cette zone couvre un angle 

/ 2 / 2inj injϕ ψ ϕ− < < + . La ligne de recollement est fixée à x=xr . 

Les efforts axial et normal sont donnés par la suite : 

Elément de force axiale xrF∆  : 

1 1( ) ( )
2

i i
xr r i i r i inj i

r r
F p p A p p rϕ+ −−

∆ = − ∆ = −     3-76 

Et la force xrF  

1 12 ( )
2

ir
i i

xr r i inj i

i id

r r
F p p rϕ+ −

=

−
= −∑     3-77 
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L’élément de force normale au pas i yriF∆  : 

1 11 1
sin( ) sin( )

( ) ( )
2 2

j ji i
yri r i j r i i

x x
F p p A p p r

ψ ψ+ −+ −
−−

∆ = − ∆ = −   3-78 

La force normale au pas i yriF  et la force normale yrF  s’écrivent 

          

/ 2
1 11 1

0

sin( ) sin( )
2 ( )

2 2

inj

j ji i
yri r i i

j

x x
F p p r

ϕ ψ ψ+ −+ −

=

−−
= −∑    3-79 

   
ir

yr yri

i id

F F
=

= ∑       3-80 

où ir est l’indice à l’abscisse xr , abscisse du point de recollement. 

 

3.4 Modélisation de l’injection par un orifice circulaire 

Dans le modèle d’injection circulaire simplifié, un corps solide remplace l’interaction 

jet primaire/jet secondaire et produit un comportement similaire au choc provoqué par le jet 

injecté. On va suivre les mêmes principes et étapes que pour les modèles bidimensionnel et 

tridimensionnel développés pour une fente annulaire. On suppose que l’injection est sonique 

et l’interface entre les fluides primaire et secondaire forme un quart de sphère, (Fig. 3-19), le 

rayon de cette sphère h sera utilisé comme paramètre équivalent à la hauteur d’une marche 

montante. Le calcul du bilan de quantité de mouvement sur cette interface est identique à 

celui abordé lors de l’injection par une fente (partie sphérique du volume de contrôle). 

Dans ce cas, la force totale appliquée au volume de contrôle, (Fig. 3-19), s’exprime par : 

20
0 max4 2

av
x p

p p
F q C h

π
π

− = + 
 

    3-81 

Et la quantité de mouvement traversant le volume de contrôle : 

  

1/ 2
11

2 1

0 2
0

2 1
1

2 1 1

j

j j
j

j j d j j

j j j

pb
m v c P

P

γ

γ γ

π γ
γ γ

−

−
  

     
= −        + −     

  

  3-82 

En appliquant le bilan de la quantité de mouvement, on trouve la relation suivante : 
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z 

α

θ

P 

M
α 

ψ 

Ligne de 

séparation 

Angle de Mach 

µ 

s 

C 

1/ 2
1 1

2 1
20

0 max 0 2
0

2 1
1

4 2 2 1 1

j
jav

p d j j

j j j

pp p b
q C h c P

P

γ
γ γπ

π π γ
γ γ

−
−

  
   −     + = −          + −         

 3-83 

 

Fig. 3-19  Calcul du bilan de quantité de mouvement sur une interface sphérique.  

Le paramètre h issu de l’équation précédente sert à tracer une ligne de séparation à 

l’aide de formule de Billig. La recherche du point s de séparation dans le plan de symétrie xy, 

passant par le milieu de l’injecteur, se comporte comme dans le cas plan. A partir du point s, 

la ligne de séparation se développe sur la paroi autour de l’injecteur, selon la formule de 

Billig (cas d’une sphère), Fig. 3-19. La pression dans la zone de séparation est évaluée par 

interpolation elliptique depuis la pression plateau (calculée par un des critères de décollement 

au point s) jusqu’à la pression de la tuyère non perturbée par l’injection. La Fig. 3-20 présente 

le schéma de l’injection circulaire et la trace de la ligne de séparation sur la paroi de la tuyère. 

Dans ce cas, la zone de séparation devant l’injecteur n’est pas caractérisée par une valeur 

constante de la pression comme dans le cas d’une injection par une fente. 

Au delà, la ligne de séparation continue en suivant une droite raccordée à la courbe 

précédente par la tangente de l’angle de Mach 0arcsin(1/ )Mµ = . La trace du front de 

séparation s’arrête au point de décollement libre de la tuyère dans le cas de sur-détente, tandis 
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Ligne  

de séparation 

ψ 

z 

y 

x 

s

qu’elle s’arrête au niveau de l’injecteur dans les autres cas de fonctionnement de la tuyère. 

L’effet du recollement derrière l’injecteur est négligé dans cette configuration. 

 

Fig. 3-20  Schéma d’injection circulaire dans une tuyère axisymétrique    
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4 Méthodes et calcul numérique 

Chapitre 4 

Méthodes et calculs numériques 

Ce chapitre est consacré en premier lieu à la présentation des modèles physiques et 

mathématique de la mécanique des fluides à travers un rappel des équations de Navier-Stokes 

compressibles instantanées puis moyennées. La discrétisation de ces équations est ensuite 

illustrée en utilisant la méthode des volumes finis, utilisée dans le code du calcul numérique 

(FASTRAN). En deuxième lieu, nous exposerons les modèles de turbulence utilisés dans 

notre étude : Balwin-Lomax, Spalart-Allmaras, k-ε et k-ω. Enfin, nous présenterons les 

différentes étapes suivies lors des simulations numériques (maillage, conditions initiales et 

aux limites, propriétés du gaz, convergence et post-traitement). 

4.1 Equations fondamentales des fluides compressibles 

Pour un fluide compressible, visqueux et supposé parfait, les équations fondamentales 

de l’écoulement peuvent être données par les lois de conservations suivantes : 

Equation de conservation de la masse : 

    ( ) 0j

j

u
t x

ρ
ρ

∂ ∂
+ =

∂ ∂
      4-1 

où ρ est la masse volumique du fluide et uj la composante j du vecteur vitesse. 

Equation de conservation de quantité de mouvement : 

( ) ( ) ( )i i j ij ij

j j

u u u p
t x x

ρ ρ δ τ
∂ ∂ ∂

+ = − +
∂ ∂ ∂

     4-2 

où p est la pression statique, δij le tenseur de Kronecker et τij le tenseur des contraintes 

visqueuses. 

Equation de conservation de l’énergie : 
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( ) ( ) ( )j

t j t i ij

j j j

q
E u E p u

t x x x
ρ ρ τ

∂∂ ∂ ∂
 + + = − + ∂ ∂ ∂ ∂

   4-3 

où qj est le flux de chaleur dans la direction j, Et est l’énergie totale par unité de masse, qui 

s’exprime par la relation suivante, à partir de l’énergie interne et de l’énergie cinétique : 

1

2t k kE e u u= +      4-4 

Il faut ajouter aussi l’équation d’état du gaz parfait : 

   p rTρ=       4-5 

r étant la constante du gaz parfait. 

Pour un fluide supposé newtonien, le tenseur des contraintes visqueuses prend la forme 

suivante : 

ji i
ij ij

j i j

uu u

x x x
τ µ λδ

   ∂∂ ∂
= + +      ∂ ∂ ∂   

    4-6 

Le flux de chaleur qj en fonction de la température s’écrit : 

j

j

T
q k

x

∂
= −

∂
      4-7 

k est la conductivité thermique qui s’exprime en fonction de la viscosité dynamique par le 

nombre de Prandtl Pr : 

       Pr p v
c c

k k

µ µ
γ= =      4-8 

cp et cv représentent respectivement les chaleurs spécifiques à pression et à volume constants. 

En supposant que le fluide est calorifiquement parfait (l’énergie interne ve c T=  et l’enthalpie 

ph c T= ), le flux de chaleur peut s’écrire : 

      
Prj

j j

T h
q k

x x

µ∂ ∂
= − = −

∂ ∂
     4-9 
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4.2 Equations moyennées 

Une quantité instantanée φ  de l’écoulement peut être décomposée selon Reynolds en 

une partie moyenne φ  et une partie fluctuante 'φ  : 

'φ φ φ= +  où 
0

0

1
lim ( )

t t

tt
t dt

t
φ φ

+∆

∆ →∞

 =  ∆  ∫    4-10 

Les équations de Navier-Stokes moyennées peuvent contenir des termes additionnels 

comme les tenseurs des contraintes de Reynolds. Ces équations moyennées sont simplifiées 

pour les écoulements compressibles en utilisant la formule de Favre. 

La méthode de Favre consiste à décomposer la quantité instantanée, par exemple la 

composante de la vitesse iu , en une partie moyenne %iu  pondérée par la masse et une partie 

fluctuante ''
iu , où : 

        %
1 1

lim ( , ) ( , )
t T

i
i i

T
t

u
u x u x d

T

ρ
ρ τ τ τ

ρ ρ

+

→∞
= = ∫

r r
    4-11 

La formule de Favre élimine les fluctuations de la densité, elle est donc considérée 

comme une simplification mathématique. On présente dans ce paragraphe la dérivation de ces 

équations moyennées de Favre (Favre-averaged Navier-Stokes equations) et ses 

discrétisations basées sur la méthode de volumes finis, utilisée dans le code FASTRAN. 

Les grandeurs de fluide sont écrites selon la moyenne de Favre par la suite : 

% ''ii iu u u= + , 'ρ ρ ρ= + , 'p p p= + , % ''h h h= +  et ''e e e= +%   4-12 

En remplaçant les quantités précédentes dans les équations de Navier-Stokes, nous obtenons, 

pour l’équation de continuité : 

%( ) 0j

j

u
t x

ρ
ρ

∂ ∂
+ =

∂ ∂
     4-13 

pour l’équation de la quantité de mouvement : 

     %( ) %%( )
% %

% ( )2
'' ''

3
i mj

i i j ij i j
mj i j j i i

up u u
u u u u u

t x x x x x xu
ρ ρ µ δ ρ

  ∂∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂
+ = − + + − + −   ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂∂   

 4-14 
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où le terme '' ''
i j

u uρ−  représente les contraintes de Reynolds (flux turbulents de la quantité de 

mouvement). Pour achever la fermeture du système d’équations, ce terme doit être modélisé. 

Les modèles de turbulence utilisés dans le code FASTRAN utilisent le concept de la viscosité 

turbulente de Boussinesq, dans lequel la contrainte de Reynolds est supposée être une 

fonction linéaire des taux de déformation : 

% %

%
2 2

'' ''
3 3

i mj

i j t ij ij
mj i

uu u
u u k

x x u
ρ µ δ ρ δ

 ∂∂ ∂
− = + − −  ∂ ∂ ∂ 

   4-15 

où tµ  est la viscosité turbulente et k  l’énergie turbulente 
1

'' ''
2 i jk u u=  

Les équations moyennées de FANS (Favre-averaged Navier-Stokes equations) sont obtenues 

en remplaçant l’équation 4-15 dans l’équation 4-14 : 

   %( ) %%( ) ( )
% %

% ( )2 2

3 3
i mj

i i j t ij
mj i j j i i

up u u
u u u k

t x x x x x xu
ρ ρ µ µ δ ρ

  ∂∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂
+ = − + + + − −   ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂∂   

 4-16 

De même pour l’équation d’énergie : 

    % %%( ) %
% "

( ) ' '' ''
i i

j j ij ij j

j i j j j j j j

up p u T
h u h u k u h

t x x x x x x x x
ρ ρ τ τ ρ

 ∂∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂
+ = + + + + −  ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ 

%
 4-17 

Des termes additionnels sont apparus. Le premier terme est l’enthalpie fluctuante, elle peut 

être écrite sous la forme : 

%
'' ''j t p t

j j

h T
u h c

x x x
ρ

∂ ∂ ∂
= Γ = Γ

∂ ∂ ∂
    4-18 

où tΓ  est la diffusivité turbulente 
Pr

t
t

t

µ
Γ =  

Prt  est le nombre turbulent de Prandtl fixé à 0.9. 

Le deuxième terme est le taux de dissipation de l’énergie turbulente ε  qui dépend du choix du 

modèle de turbulence. On obtient le taux de dissipation par la résolution de l’équation de ε. 

Pour le modèle de k-ε, ce terme est défini par : 

"
' i
ij

j

u

x
τ ρε

∂
=

∂
      4-19 
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Si l’équation de ε n’est pas résolue (comme dans le modèle de Balwin-Lomax), le terme est 

exprimé par : 

   
% % % %

%
" 2

'
3

i i j mi
ij t ij

mj j j i

u u u u u

x x x x u
τ µ δ

 ∂ ∂ ∂ ∂ ∂
= + −  ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ 

    4-20 

Finalement, l’équation d’état moyennée : 

     p RTρ= %      4-21 

4.3 Discrétisation des équations par la méthode des volumes finis 

Les équations de Navier-Stokes moyennées suivant Favre sont discrétisées en utilisant 

la méthode des volumes finis. Dans cette approche, le domaine de calcul est discrétisé en 

volumes de contrôle dans lesquels les équations gouvernant l’écoulement sont intégrées 

numériquement. Une cellule de volume de contrôle est illustrée sur la Fig. 4-1, P désigne le 

centre géométrique de la cellule. 

 

Fig. 4-1  Volume de contrôle dans une configuration tridimensionnelle    

L’équation de continuité dans le système de cordonnées , ,ξ η ζ  est donnée par l’équation : 

   ( )1 1
0k

k

J
J

J t J

ρ
ρε

ξ
∂ ∂

+ =
∂ ∂

     4-22 
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L’intégration de l’équation 4-22 sur le volume de contrôle nous donne : 

1 1

0
n nn n

P P
e w n s h l

V V
G G G G G G

t

ρ ρ
− −−

+ − + − + − =
∆

   4-23 

G  représente le flux de la masse à travers les faces du volume de contrôle, n et n-1 

représentent respectivement le pas actuel de temps et le pas précédent. Les indices w, e, s, n, l, 

et h sont relatifs aux six faces du volume de contrôle. 

Toutes les équations gouvernant le problème, à l’exception de l’équation de continuité, 

peuvent être écrites sous la forme généralisée suivante : 

( ) ( )1 1 1k ik

k k k

J J V J g
J t J J

φ
ρφ ρ ε φ

ξ ξ ξ
 ∂ ∂ ∂ ∂ + = Γ  ∂ ∂ ∂ ∂ 

ur
   4-24 

où φ  est une variable de l’écoulement, Γ  la diffusivité effective, J  la matrice jacobienne 

et ( , , )k k x y zξ ξ= . Le premier et le deuxième terme du membre de gauche de l’équation sont 

appelés respectivement terme transitoire et convectif et le troisième terme dans le membre de 

droit de l’équation est le terme diffusif : t

t

µµ
σ σ

Γ = +  

La méthode des volumes finis repose sur l’intégration de l’équation 4-24 sur le volume 

de contrôle : 

    ( ) ( ){ }1 1 1k ik

k k kv v

J J V Jd d d J g Jd d d
J t J J

φ
ρφ ρ ε φ ξ η ζ ξ η ζ

ξ ξ ξ
   ∂ ∂ ∂ ∂

+ = Γ   ∂ ∂ ∂ ∂   
∫∫∫ ∫∫∫

ur
 4-25 

où V
ur

 est le vecteur vitesse. 

Il est préférable d’effectuer l’intégration terme par terme, d’où : 

L’intégration du terme transitoire : 

( )
1 1 1n n

n n n n

v

V V
J Jd d d

t t

ρ φ ρ φ
ρφ ξ η ζ

− − −∂ −
=

∂ ∆∫∫∫    4-26 

Le terme convectif est donné par : 

     ( ){ }1 k

k

C J V
J

ρ ε φ
ξ
∂

=
∂

ur
     4-27 
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L’intégration du terme convectif sur le volume de contrôle donne : 

         e w n s h l e e w w n n s s h h l lC C C C C C G G G G G Gφ φ φ φ φ φ− + − + − = − + − + −   4-28 

Le terme diffusif dans l’équation peut être divisé en deux parties : la première est la diffusion 

principale (i=k)  tandis que la deuxième partie est la diffusion transversale (i≠k). 

Pour la première partie : 

1
1, 2,3k kk

m

k k

D J g k
J ξ ξ

 ∂ ∂
= Γ = ∂ ∂ 

   4-29 

Pour k=1 l’intégration de l’équation donne : 

   
1 11 11
m

k kv e w

D Jd d d J g J g
φ φ

ξ η ζ
ξ ξ

   ∂ ∂
= Γ − Γ   ∂ ∂   

∫∫∫    4-30 

4.4 Modèles de turbulence 

Plusieurs modèles de turbulence sont disponibles dans le code de FASTRAN, du 

modèle à zéro équation (algébrique) au modèle à deux équations de transport. Le modèle à 

zéro équation utilise des relations algébriques pour relier les fluctuations de l’écoulement aux 

grandeurs moyennes des variables en utilisant des constantes expérimentales. Les modèles à 

une et à deux équations utilisent des équations aux dérivées partielles pour atteindre le même 

but.  

L’écoulement au voisinage des parois est composé de trois couches : une sous-couche 

visqueuse où l’effet de la viscosité est plus grand que l’effet de la turbulence, une couche 

tampon où les effets visqueux et turbulent sont du même ordre et une couche inertielle 

(turbulente). L’épaisseur des deux premières couches et les profils de vitesse au voisinage de 

la paroi sont des paramètres importants pour les modèles de turbulence. On utilise souvent 

une distance y+ et une vitesse U+ adimensionnées pour définir les couches au voisinage de la 

paroi : 

   
yU

y τρ
µ

+ =       4-31 

     
U

U
Uτ

+ =       4-32 
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Où Uτ  est la vitesse de frottement 
0.5

wUτ

τ
ρ

 
=  

 
. 

4.4.1 Modèle de Baldwin-Lomax 

Ce modèle est un modèle algébrique (ou modèle à zéro équation de turbulence). Il 

utilise des relations algébriques pour lier la vitesse et la longueur caractéristique aux 

grandeurs moyennes de l’écoulement. La prévision de la turbulence et des discontinuités sur 

les parois est donc difficile dans ce modèle. Le modèle de Baldwin-Lomax utilise différentes 

expressions de la viscosité turbulente relatives aux régions interne et externe de la couche 

limite. 

( ) ( )

( ) ( )

t c
in

t

t c
out

pour y y

pour y y

µ
µ

µ

 ≤ 
=  

>  

    4-33 

où y est la distance normale de la paroi et yc est le point où les valeurs de la viscosité des 

couches interne et externe sont égales. La viscosité turbulente dans la couche interne est 

obtenue par l’équation : 

( ) 2
t

in
lµ ρ ω=

ur
     4-34 

l est l’échelle de la longueur caractéristique ( )1 exp /l y y Aκ + + = − −   et ω  la vorticité 

Vω = ∇×
ur ur

 est reliée à l’échelle du temps turbulent par 1τ ω−=  

, Aκ +  valent 0.4 et 26.0 respectivement. 

L’échelle caractéristique de la vitesse est donc : 

q l l Uω= = ∇×
ur ur

     4-35 

La viscosité turbulente dans la couche externe est estimée par l’équation : 

( ) ( )t w k
out

KF F yµ ρ=      4-36 

où les expressions ( ),w kF F y  sont estimées par les fonctions : 

2
maxmax max

max

min , dif

w

C y Uy q
F

q

ω

κ

 
=   

 
    4-37 



METHODES ET CALCULS NUMERIQUES 

89  

( )
6

max

1

1 5.5

k

k

F y

C y

y

=
  
 +  
   

     4-38 

maxq  est la valeur maximale de la vitesse turbulente obtenue par l’équation 4-35 et maxy  la 

valeur maximale de y quand q est maximale. La quantité difU  est la différence entre la vitesse 

maximale et la vitesse minimale dans le profil : 

( ) ( )
max min

² ² ² ² ² ²
dif

U u v w u v w= + + − + +     4-39 

Avec les constantes : 

0.3

0.1

0.0269

kC

C

et K

ω

=

=

=

 

4.4.2 Modèle de k-ε 

Le modèle de k-ε est un modèle à deux équations de transport pour évaluer la viscosité 

tourbillonnaire. Il résout deux équations aux dérivées partielles pour obtenir l’énergie 

cinétique turbulente k et sa dissipation ε , ces équations sont les suivantes : 

       ( ) %( ) t
j

j j rk j

k
k u k P

t x x p x

µ
ρ ρ ρ ρε µ

  ∂ ∂ ∂ ∂
+ = − + +  

∂ ∂ ∂ ∂   
   4-40 

( ) %( )
2

1 2
t

j

j j r j

P
u C C

t x k k x P x
ε ε

ε

ρ ε ρε µ ε
ρε ρ ε µ

  ∂ ∂ ∂ ∂
+ = − + +  

∂ ∂ ∂ ∂   
  4-41 

où P est le taux de production de l’énergie cinétique turbulente donnée par l’équation : 

   
% % % % %2 2

3 3
i j m i m

t ij

j i m j m

u u u u u
P k

x x x x x
υ δ

 ∂ ∂ ∂ ∂ ∂
= + − −  ∂ ∂ ∂ ∂ ∂ 

   4-42 

Avec les constantes : 

1

1

0.09, 1.44

1.92, 1.0 1.3rk r

C C

C P et P

µ ε

ε ε

= =

= = =
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Les effets visqueux sont plus importants que les effets turbulents au voisinage de la 

paroi. Une loi de paroi (wall fonction) est par conséquent appliquée dans cette région et le 

modèle de turbulence résout le champ dans le reste du domaine de l’écoulement. Dans la loi 

de paroi, l’échelle de la vitesse est prise comme 0.5q k=  et l’échelle de la longueur est 

modélisée par 
3/ 4 3/ 2C k

l
µ

ε
= . k et ε sont reliés par des expressions semi-empiriques à la vitesse 

de frottement Uτ  : 

      

2U
k

C

τ

µ

=       4-43 

   

3/ 4 3/ 2C k

y

µε
κ

=       4-44 

La viscosité turbulente est exprimée par 
2

t

C kµυ
ε

=  

Dans l’approche standard de la loi de paroi, le profil de la vitesse est estimé depuis la 

paroi jusqu’à la première maille par les relations suivantes : 

( )
11.5

1
ln 11.5

U y pour y

U Ey pour y
κ

+ + +

+ + +

= <

= >
    4-45 

où les constantes , Eκ  sont déterminées expérimentalement, et valent : 0.4 et 9.0 

respectivement. Le concept de loi de paroi est valable dans le cas où la valeur de la distance 

au centre de la première cellule voisine à la paroi est telle que 30y+ > . 

4.4.3 Modèle de k-ω 

Le modèle de k-ω est un modèle à deux équations de transport. Les équations à 

résoudre sont : l’équation de l’énergie cinétique turbulente k et le taux de dissipation 

spécifique ω. La viscosité turbulente est exprimée par t

k
Cµυ

ω
=  et les équations de transport 

sont illustrées par les équations suivantes : 

( ) %( ) t
j

j j j

k
k u k P k

t x x x

µ
ρ ρ ρ ρω µ

σ

  ∂ ∂ ∂ ∂
+ = − + +  

∂ ∂ ∂ ∂   
  4-46 
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avec les constantes : 

1

1

0.09, 0.555

0.833, 2.0 2.0rk r

C C

C P et P

µ ω

ω ω

= =

= = =
 

Les conditions de k et ω sur la paroi sont : 

1

0 0

7.2
²

k pour y

pour y y
y

υ
ω

= =

= =
     4-48 

où y1 est la distance normale, depuis la paroi jusqu’au centre de la première maille. Pour avoir 

des solutions précises, le centre de la première maille doit être positionné plus près de la 

paroi. Ce modèle exige donc un maillage très fin au voisinage des surfaces solides. Une 

distance adimensionnée proche de l’unité 1y+ =  est généralement préconisée. 

4.4.4 Modèle de Spalart-Allmaras 

Le modèle de Spalart-Allmaras est un modèle à une équation. Il résout en général une 

équation de transport liée à la viscosité turbulente tµ . Cette dernière est donnée pour ce 

modèle par l’équation : 

1t vfµ ρυ= %        4-49 

Et l’équation de transport : 

( )
2

1 2 1

1
b b w w

j j j j

D
c S c c f

Dt x x x x d

ν υ υ υ υ
υ υ υ

σ

 ∂ ∂ ∂ ∂  = + + + − −   ∂ ∂ ∂ ∂    

% % % % %%% %   4-50 

Les coefficients de fermeture et les relations auxiliaires utilisés dans ce modèle sont présentés 

en détail dans les références [70], [71] et [72]. Le modèle de Spalart-Allmaras exige comme le 

modèle k-ω un maillage raffiné sur les paroi, avec une valeur de 1y+ ≈ . 

4.5 Maillage 

La réalisation d’un maillage approprié au problème traité est l’une des étapes les plus 

importantes dans les simulations numériques. L’adaptation du maillage aux conditions aux 
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limites du problème est primordiale dans ce type de calcul. Un maillage structuré est utilisé 

dans tous les calculs 2D et 3D réalisés. Ce type de maillage permet de contrôler de façon 

rigoureuse l’épaisseur des mailles dans des endroits précis (au voisinage des parois par 

exemple). Le seul problème que l’on rencontre dans ce type de maillage par rapport au 

maillage non structuré est l’augmentation du nombre de mailles lors de son raffinement dans 

les zones sensibles à étudier. Le domaine total de calcul est subdivisé en plusieurs blocs, le 

raffinement de chaque bloc dépend de l’importance des zones étudiées. Dans notre étude par 

exemple, on s’intéresse à l’écoulement dans la partie divergente de la tuyère où l’injection 

secondaire sera localisée. Dans ce cas, le divergent de la tuyère contient entre 60% et 70% du 

nombre total des cellules. 

4.6 Propriété du gaz et conditions aux limites 

Le code CFD FASTRAN intègre un solveur volumes finis destiné à simuler les 

écoulements à hautes vitesses avec prise en compte de multiples corps en mouvement ainsi 

que l'aérothermochimie, en régime stationnaire ou instationnaire.  

L’écoulement est supposé turbulent et calorifiquement parfait. Le fluide suit la loi des 

gaz parfaits avec des chaleurs spécifiques Cp, Cv supposées constantes. La viscosité 

dynamique est donnée par la loi de Sutherland :  

6 3/ 21.458.10

110.4

T

T
µ

−

=
+

     4-51 

La condition d’entrée du fluide dans la tuyère est supposée subsonique avec des 

valeurs de M, p et T spécifiées pour chaque configuration. Les conditions de sortie externe 

sont supposées à pression imposée (1bar). Les parois des tuyères et des injecteurs sont 

considérées comme adiabatiques. 

4.7 Approche numérique 

L’approche numérique du code CFD-FASTRAN est basée sur la résolution des 

équations de Navier-Stockes par la méthode des volumes finis. Le champ d’écoulement est 

subdivisé en petits volumes de contrôle. Les équations de conservation sont  appliquées à 

chaque volume en prenant en compte les flux des variables à travers chaque face du volume 
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de contrôle. Chaque variable est calculée au centre de chaque cellule et supposée constante 

dans tout le volume de contrôle.  

Le calcul des flux convectifs est basé sur deux schémas décentrés (Upwind) : Le 

schéma de Roe - FDS (flux difference splitting) et le schéma de Van Leer - FVS ( flux vector 

splitting). 

Une précision spatiale d’ordre supérieur à deux peut être obtenue par l’utilisation d’un 

limiteur de flux approprié. Ces limiteurs de flux sont utilisés pour prévenir des oscillations 

numériques, en particulier pour les écoulements sièges de fortes zones d’interaction 

chocs/surfaces de discontinuité. 

Pour l’intégration temporelle, trois schémas sont intégrés dans le code : le schéma 

explicite de Runge-Kutta, le schéma semi implicite (point implicit) et le schéma totalement 

implicite (fully implicit). 

Les calculs numériques présentés dans ce mémoire ont été réalisés en optant pour le 

schéma de Roe - FDS, moins dissipatif au voisinage de la couche limite, associé au  limiteur 

Minmod basé sur le calcul de la pente minimale des gradients associés aux grandeurs 

physiques de l’écoulement prises sur les faces du volume de contrôle. Le schéma implicite a 

été par ailleurs utilisé pour l’intégration en temps. 

Le pas de temps est contrôlé par le nombre de CFL (Courant-Fredrichs-Lewy). 

L’accélération de la convergence est obtenue en faisant varier ce nombre de CFL linéairement 

de sa valeur initiale généralement faible (dépendant du raffinement du maillage utilisé) à une 

valeur finale, sur un nombre de pas de temps spécifié. 

La convergence des calculs itératifs est obtenue (solution quasi stationnaire) lorsque la 

valeur spécifiée des grandeurs résiduelles (L2Norm) est atteinte. D’autres contrôles de la 

convergence peuvent être également obtenus en comparant les courbes donnant l’évolution de 

certaines variables, telle que le frottement pariétal (par l’intermédiaire de la grandeur y+) en 

fonction du nombre d’itérations. 
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5 Résultats et discussions 

Chapitre 5 

Résultats et discussions 

Ce chapitre est consacré essentiellement à l’exploitation des résultats des modèles et 

des simulations numériques. Ces résultats seront confrontés aux résultats expérimentaux 

existants dans la littérature. Les performances de chaque configuration seront ensuite 

analysées.  

Les résultats pour une tuyère bidimensionnelle sont analysés dans un premier temps. 

On abordera dans la suite le sujet principal de notre étude : l’injection dans une tuyère 

axisymétrique. Dans le cas d’une injection annulaire, deux profils de tuyère sont utilisés. Le 

premier profil représente un cas-test réalisé par la NASA tandis que le second profil est tiré 

des travaux de Masuya [21].  

A la fin de ce chapitre, on présente la comparaison des résultats numériques et du 

modèle pour l’injection circulaire. Les résultats prenant en compte un seul injecteur circulaire 

seront traités en premier lieu. Le problème d’une double injection (deux orifices circulaires 

placés à 120° l’un de l’autre) sera ensuite abordé et analysé du point de vue numérique.  

5.1 Injection dans une tuyère plane 

L’étude a été menée sur un cas-test de la NASA. La tuyère simulée est une tuyère 

convergente divergente 2D avec un rapport de section de 1.8, un nombre de Mach en sortie de 

2.2 et un demi-angle de divergence de 11.01°. La longueur de la partie divergente est 

L=0.0577 m. L’injection a lieu à une distance de 0.04 m du col et la largeur de la fente 

d’injection b est de  0.002 m. 

Les calculs numériques sont réalisés pour un écoulement turbulent et stationnaire. Les 

entrées de la tuyère et de la chambre d’injection sont des conditions d’entrée subsoniques 

avec un nombre de Mach M=0.1 tandis que les conditions de sorties externes des zones sont 
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fixées à une pression ambiante de 1bar et une température de 297 k°. La Fig. 5-1 présente le 

profil de la tuyère utilisée dans les calculs 2D. 

 

Fig. 5-1  Profil de la tuyère plane utilisée dans les calculs    

5.1.1 Optimisation de la simulation numérique 

5.1.1.1 Etude de sensibilité au maillage 

Réalisation du maillage 

Tous les maillages ont été réalisés à l’aide du logiciel CFD-GEOM. On utilise pour 

nos calculs des maillages structurés à base de quadrilatères. Ce type de maillage permet en 

général d’obtenir une bonne résolution numérique. Il permet en outre un raffinement 

homogène au voisinage des parois afin de résoudre la sous-couche laminaire de la couche 

limite turbulente. Celle-ci est généralement décrite en utilisant la variable réduite y
+

 

définissant la hauteur de la première maille adjacente à la paroi.  
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où Uτ est la vitesse de frottement définit par ( wUτ

τ
ρ

= ) et y est l’épaisseur de la première 

maille sur la paroi. 

La valeur de y+ varie entre 30 et 90 pour les modèles de turbulence en k-ε et doit être proche 

de l’unité pour les modèles en k-ω et Spalart-Allmaras [71]. 

Le maillage est composé de plusieurs zones (voir Fig. 5-2) : 

• Une première zone maillant l’intérieur de la tuyère (1), elle contient le nombre de 

cellules le plus important. 

 

 

Fig. 5-2  Maillage structuré de la tuyère de la NASA     

• La zone (2) couvre le champ externe en aval de la tuyère. 

• Les zones (3) et (4)  situées en haut et en bas de la tuyère respectivement. 

• Une cinquième zone représentant l’injecteur. Celle-ci est composée de deux parties, 

la première caractérisant une chambre rectangulaire de tranquillisation et la deuxième 

l’injecteur, (Fig. 5-3). Cette configuration de l’injecteur est conforme à l’expérience 
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de la NASA. Le raffinement du maillage est également pris en compte sur les parois 

internes de l’injecteur afin de mieux simuler les couches limites.  

 

Fig. 5-3  Maillage de l’injecteur pour la tuyère plane     

Sensibilité au maillage 

Afin d’étudier la sensibilité des solutions, trois maillages structurés avec différentes 

densités de mailles ont été testés : maillage A composé de 65 800 cellules, maillage B de 

97 500 cellules et maillage C de 144 500 cellules. 

Le Tableau 1 montre la répartition des cellules dans les trois maillages. Dans les trois 

cas, 70% des cellules sont distribuées dans le divergent de la tuyère, avec un traitement 

particulier en amont et en aval de l’injecteur. La Fig. 5-4 présente la répartition des pressions 

le long du divergent de la tuyère. Les calculs numériques sont réalisés à NPR=4.6 et SPR=0.7 

avec k-ω comme modèle de turbulence. On remarque que le saut de pression détecté pour les 

trois maillages est similaire. Le maillage A prédit un point de séparation en amont des 

maillages B et C. La zone d’interaction qui en résulte (plus longue) produit une déviation de 

11.7° plus importante que les maillages B et C, 8° et 7.8° respectivement. Ces deux derniers 

résultats sont plus proches de l’expérience de la NASA (7° de déviation). Ainsi, le maillage B 

sera retenu dans la suite de notre étude paramétrique. 

Zone 
5 

Entrée de la chambre d’injection 
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Nombre de 

cellules 

I 

Tuyère 

(Zone 1) 

J 

Tuyère 

(Zone 1) 

I 

Porte 

d’injection 

I 

Aval de 

l’injecteur 

Maillage A 65800 270 150 30 30 

Maillage B 97500 340 200 50 50 

Maillage C 144500 410 250 70 70 

 

Tableau 1  Nombres de points dans les maillages bidimensionnels   

 

Fig. 5-4  Répartition de la pression le long de la tuyère pour différents maillages à  NPR=4.6 et 

SPR=0.7      

5.1.1.2 Influence des modèles de turbulence 

Dans les calculs numériques, le choix du modèle de turbulence affecte notablement les 

résultats. Plusieurs modèles ont été testés : le modèle algébrique de Baldwin-Lomax, le 

modèle à une équation de Spalart-Allmaras et les modèles à deux équations de transports (k-ε 

et k-ω). 

La Fig. 5-5 montre l’influence des modèles de turbulence sur la répartition de la 

pression pariétale. On remarque que la zone d’interaction présente une montée en pression 

plus raide dans le cas du modèle k-ε. Le modèle de Spalart-Allmaras prédit une plus longue 
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zone d’interaction. En revanche, les autres modèles de Balwin-Lomax et de k-ω reproduisent 

convenablement la zone de décollement par rapport à l’expérience. Compte tenu de ces 

résultats, le modèle k-ω sera utilisé dans la suite des calculs 2D. 

 

Fig. 5-5  Influence du modèle de turbulence sur la répartition de la pression  à NPR=4.6 et SPR=0.7 

5.1.2 Influence des critères de décollement 

Le rôle du critère de décollement dans le modèle est d’évaluer le saut de pression 

(pression plateau) derrière un choc de décollement. La Fig. 5-6 présente l’évaluation du saut 

de pression en utilisant quelques uns de ces critères établis pour le cas plan. La configuration 

traitée est celle de NPR=4.6 et SPR=0.7. Les critères se rapprochant le plus des résultats 

expérimentaux sont ceux de Zukoski et de Chapman. Le critère de Schmuker prédit une 

position du décollement plus en amont par rapport aux autres et une pression plateau 

légèrement inférieure.  

Le Tableau 2 présente l’angle de vectorisation et la position du décollement 

(adimensionnée par rapport à la position du col) pour les critères de Zukoski, Chapman et 

Schmuker en comparaison avec l’expérience et la simulation numérique. On remarque un 

faible écart des résultats concernant la position du décollement en fonction du rapport de 

détente NPR (4.6 ou 8.78). Dans la suite des calculs bidimensionnels, on utilisera 

principalement le critère de Zukoski. 
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Fig. 5-6  Effet du critère de décollement sur la distribution de la pression (NPR=4.6)   

 

Modèle analytique 

 Exp 
CFD 

k-ω Zukoski 
Interaction 

libre 
Schmucker 

NPR 4.6 8.78 4.6 8.78 4.6 8.78 4.6 8.78 4.6 8.78 

δ° 7 4 8 4.3 7.6 5.6 7.9 5.9 8.2 6 

x/xt 1.55 1.59 1.57 1.6 1.6 1.59 1.59 1.59 1.55 1.55 

 

Tableau 2  Performances de la tuyère (expérience, calcul numérique et modèle)   

5.1.3 Influence des rapports des pressions (NPR et SPR) 

Dans les expériences de la NASA, on a étudié plusieurs cas avec des taux de détente 

allant de NPR=4.6 (régime de sur-détente) à NPR=10 (régime de sous-détente). L’adaptation 

est obtenue à NPRd= 8.78. Pour NPR=4.6, on a étudié les cas de SPR=0 (non injection), 0.4, 

0.7 et 1.0 correspondant à des taux d’injection respectifs de 0%, 2%, 4% et 6%. La Fig. 5-7 

présente une comparaison des champs du nombre de Mach avec l’expérience de la NASA. La 

simulation est réalisée pour le cas NPR=4.6 et SPR=0.7 avec un modèle de turbulence k-ω, 

tandis que la Fig. 5-8 présente une image Schlieren numérique de la configuration étudiée. On 
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remarque la présence d’un choc oblique en amont de la fente d’injection sur la paroi haute. Un 

autre choc sur la paroi opposée proche de la lèvre de la tuyère est dû au phénomène de 

décollement provoqué par la sur-détente, et situé à x/xt= 1.97 (la position du décollement 

correspond à un frottement pariétal nul τw=0).  

 

Fig. 5-7  Comparaison entre l’expérience de la NASA (a) et le calcul numérique (b) à NPR=4.6 et 

SPR=0.7       

On montre sur la Fig. 5-9 une comparaison de la distribution de la pression entre 

l’expérience, le modèle et la simulation numérique (pour le régime de sur-détente, NPR=4.6 

et SPR=0.7). On utilise le critère de Zukoski pour déterminer le saut de pression et la théorie 

de l’interaction libre pour prédire la montée de pression dans la zone d’interaction.  

a 

b 
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Fig. 5-8  Schlieren numérique à NPR=4.6 et SPR=0.7     

Le modèle donne une position de décollement à x/xt=1.6 alors que l’expérience et la 

simulation prédisent cette position à 1.55 et 1.57 respectivement. Le saut de pression est en 

accord entre les trois méthodes. Un pic de pression peut être néanmoins observé sur la courbe 

de simulation numérique tout près de la porte d’injection traduisant la présence du choc 

détaché (Bow Shock).  

 

Fig. 5-9  Répartition de la pression à NPR=4.6 et SPR=0.7    
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La Fig. 5-10 montre les lignes de courant pour le régime sur-détendu, NPR=4.6, et 

pour le régime d’adaptation, NPR=8.78. Une aspiration du fluide ambiant se manifeste dans 

la zone aval de l’injecteur dans le premier cas tandis que cette zone présente une poche de 

dépression et le jet injecté recolle à la paroi de la tuyère, dans le second cas. 

Une comparaison de la distribution des pressions au régime d’adaptation entre les trois 

méthodes est présentée sur la Fig. 5-11. On peut constater un bon accord concernant la 

position du décollement et le saut de pression. Le modèle prédit également une zone de 

recollement en aval de l’injecteur. On remarque par ailleurs une dépression par rapport à la 

distribution de pression sur la paroi opposée en aval de l’injecteur. Le modèle estime le point 

de recollement à x/xt=1.93. La simulation numérique surestime la zone de dépression en 

comparaison aux résultats du modèle et de l’expérience. 

 

Fig. 5-10  Lignes de courant pour le cas de l’adaptation NPRd=8.78 (gauche) et  de la sur-détente 

NPR=4.6 (droite)      

La déviation de la poussée dépend donc du taux de détente (NPR) mais elle dépend 

aussi du rapport des pressions totales (SPR). La sensibilité de la déviation est faible aux 

grands nombres de NPR (porche de l’adaptation ou en régime de sous-détente) mais elle 

devient importante dans le régime de sur-détente en raison de l’augmentation des forces 

dissymétriques en aval de l’injecteur. 
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Fig. 5-11  Répartition de la pression à NPRd=8.78 et SPR=0.7    

La Fig. 5-12 montre le nombre de Mach au voisinage de l’injecteur pour différents 

SPR et NPR. On constate le déplacement du choc de décollement en amont de la tuyère en 

augmentant SPR. Cette augmentation affecte la valeur de la hauteur du jet injecté (obstacle 

fluidique) dont dépend la longueur de la zone de séparation. Le modèle donne : h=1.85, 2.91 

et 4.52 mm pour SPR=0.5, 0.7 et 1.0 respectivement.  

Par ailleurs, on remarque un recollement du jet de plus en plus accentué à la paroi 

quand on augmente NPR. L’amorçage de l’injecteur est mis en évidence par la position de la 

ligne sonique de plus en plus proche du col de l’injecteur pour les grands nombres de SPR et 

de NPR (en particulier pour les configurations à SPR=1.0 et NPR=8.78).  

On présente sur la Fig. 5-13 une comparaison de l’angle de déviation entre 

l’expérience, le modèle (critère de Zukoski) et la simulation numérique (modèle de turbulence 

en k-ω) en fonction du rapport de détente. Un bon accord entre les résultats des trois méthodes 

est obtenu pour NPR<7. L’efficacité de l’injection est maximale à NPR=4.6, elle est de η= 

1.6, 1.72 et 1.86 °/% pour les trois méthodes respectivement. Par contre, le modèle surestime 

la déviation au régime de sous-détente (NPR=10) par rapport à l’expérience et à la simulation 

numérique. 
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Fig. 5-12  Nombres de Mach pour différents SPR à NPR=4.6 (gauche) et pour différents NPR  à 

SPR=0.7 (droite)      

 

Fig. 5-13  Angle de vectorisation en fonction du rapport de détente à SPR=0.7   

SPR=0.5 

SPR=0.7 

SPR=1.0 NPR=8.78 

NPR=7 

NPR=4.6 

Mach=1 

0

2

4

6

8

10

12

4 5 6 7 8 9 10

NPR

δδδδ

Exp Modèle CFD



RESULTATS ET DISCUSSIONS 

107  

La Fig. 5-14 nous donne les valeurs de la déviation en fonction de SPR. Une 

augmentation de l’angle de vectorisation se voit clairement avec l’augmentation de SPR. La 

vectorisation est maximale à SPR=1.0, elle est de 11.3° pour le modèle, de 10.7° pour les 

calculs numériques et de 9.4° pour l’expérience. 

 

Fig. 5-14  Angle de vectorisation en fonction du rapport des pressions totales à NPR=4.6  

5.1.4 Conclusion 

Les résultats de la modélisation de l’injection secondaire dans le divergent ont été 

confrontés aux résultats de la simulation numérique et aux résultats expérimentaux de la 

NASA. Le modèle a montré son aptitude comme moyen simple et rapide d’optimisation et 

d’évaluation. 

Par ailleurs, ces résultats mettent clairement en évidence que les régimes de sur-

détente à des rapports de pressions totales assez grands sont ceux pour lesquels l’efficacité de 

la vectorisation est la plus importante. Pour un régime de sur-détente caractérisé par NPR=4.6 

et SPR=0.7, nous avons obtenus une efficacité 2.1 °/%. Les résultats ont montré en outre la 

prééminence du rôle important que joue la pression derrière l’injecteur sur la vectorisation de 

la poussée.  
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5.2 Injection par une fente dans une tuyère axisymétrique : profil 

de Wing 

5.2.1 Introduction 

Dans ce chapitre, nous allons présenter les résultats des simulations numériques, 

comparés aux résultats du modèle analytique. Ces résultats seront confrontés aux données 

expérimentales de la NASA pour la géométrie traitée. Les simulations numériques du cas 

axisymétrique nous permettent en outre de visualiser l’écoulement afin de comprendre 

finement les phénomènes mis en jeux dans le cas de l’injection annulaire et de bien définir les 

limites de validité du modèle développé. Les simulations numériques ont d’abord été réalisées 

pour le cas-test de la NASA, (Wing et al [12]). Lors de cette étape, plusieurs problèmes liés 

au profil de la tuyère utilisée ont été rencontrés.  

L’étude expérimentale de Wing et Giuliano [12] a été réalisée à la NASA, au centre de 

recherche de Langley. La Fig. 5-15 présente les principales caractéristiques de la tuyère 

utilisée lors de l’expérience de Wing. L’injection secondaire dans la tuyère axisymétrique est 

obtenue par un orifice annulaire de φ=60°. L’injecteur est une pièce mécanique démontable à 

chaque essai afin de tester plusieurs types de géométrie (voir figure 1-10), des injections 

simples ou multiples peuvent être effectuées grâce à un tel dispositif. Les résultats 

expérimentaux sont présentés essentiellement pour la troisième configuration de l’orifice 

(Aft-slot), celle que l’on va utiliser dans notre étude numérique.  

Les simulations numériques ont été réalisées avec le modèle de turbulence k-ε pour 

une gamme de NPR de 3 à 10 (Wing présente dans ses expériences deux valeurs du rapport de 

détente : sur-détente à NPR=3.0 et adaptation à NPR=8.26), et pour des rapports de pression 

secondaire SPR allant de 0 (non injection) à 1.5, (la configuration de SPR=1.0 correspond à 

un taux d’injection de 7.2%). En plus des cas de l’expérience, nous avons fait varier l’angle 

du secteur d’injection de 60° à 180° afin d’étudier l’influence de cet angle sur la vectorisation 

de la poussée. 

L’injecteur utilisé est un injecteur sonique, l’injection est supposée perpendiculaire à 

l’axe x (conformément à l’expérience de Wing) et situé à x=3 cm du col. 
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Fig. 5-15  Caractéristiques de la tuyère utilisée dans l’expérience de la NASA, Wing [12]   

5.2.2 Optimisation da la simulation numérique 

5.2.2.1 Maillage et conditions initiales 

Le domaine de calcul a été discrétisé en maillage structuré à l’aide du mailleur CFD-

GEOM. Chaque élément du maillage est constitué d’une cellule à six faces. La configuration 

tridimensionnelle de la tuyère axisymétrique nous a imposé l’adoption d’un traitement spécial 

quant à la construction du maillage de l’ensemble  tuyère-injecteur-milieu ambiant. Le 

maillage du domaine entier de calcul est présenté sur la Fig. 5-16. Il est constitué de trois 

blocs principaux, repartis de la façon suivante : 

Bloc 1. Il représente l’intérieur de la tuyère axisymétrique. Il est subdivisé en deux zones : 

La zone (1), de section carrée, est située au centre, le long de l’axe de la tuyère (Fig. 5-16). La 

zone (2) couvre le reste de la tuyère. Le maillage de la zone (2) s’appuie fortement sur le 

maillage de la zone (1). La forme carrée de la zone (1) permet de distribuer des lignes quasi 

circulaires parallèlement à la paroi dans le plan yz dans la zone (2), (Fig. 5-17). Cette 

construction facilite le raffinement du maillage vers la paroi et permet de contrôler l’épaisseur 

de la première maille proche de la paroi ou, d’une autre manière, de contrôler la valeur de y+ 

qui dépend du choix du modèle de turbulence. 

Bloc 2. Il représente l’extérieur de la tuyère et situé en aval du bloc (1). Ce bloc est 

construit sur le même principe que le bloc (1). Ces dimensions (40 cm de profondeur et 30 cm 

de rayon) ont été choisies afin d’éliminer l’influences des tourbillons indésirables 

fréquemment observés en aval de tuyère et qui affectent la stabilité des résultats. 
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Fig. 5-16  Maillage de la tuyère de Wing      

Fig. 5-17  Coupe transversale du maillage à l’entrée de la tuyère    
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Bloc 3. Il représente l’injecteur où le nombre de cellules dépend de l’angle du secteur 

d’injection. 

Pour effectuer le calcul 3D, on utilise la propriété de symétrie de l’écoulement dans le 

plan xy pour mailler une seule moitié de la tuyère, ce qui réduit considérablement le temps de 

calculs. Le nombre total de cellules du domaine de calcul est de 800 000, soit 1 600 000 pour 

l’ensemble du domaine total, dont 70 % représentent le premier bloc. Le Tableau 3 montre la 

répartition des cellules dans chaque zone. 

 Bloc 1 Bloc 2 Bloc 3 

Zone 1 2 3 4 5 
6  

(injecteur de 60°) 

I 122 122 40 40 40 10 

J 40 80 40 80 30 15 

K 10 58 10 58 58 20 

Nombre de 

cellules 
42 500 490 000 15 500 180 000 65 000 3000 

 

Tableau 3  Distribution du maillage dans les différentes zones de la tuyère pour une porte d’injection 

d’angle  φ=60°       

5.2.2.2 Conditions de calcul et convergence 

L’écoulement est supposé stationnaire et calorifiquement parfait pour tous les tests. 

Les conditions d’entrée du fluide dans la tuyère sont fixées à un nombre de Mach de 0.1 et à 

une température de 297 K° (conformément à l’expérience). Les conditions soniques du gaz 

sont appliquées à l’entrée de l’injecteur, les parois internes et externes sont adiabatiques, les 

champs extérieurs sont  supposés aux conditions ambiantes (pa=1 bar, T=300 K°).  

La plupart des calculs ont été réalisés avec le modèle de turbulence k-ε. Ce modèle 

nécessite un temps de calcul nettement inférieur aux autres. Pour atteindre une convergence 

avec un même niveau de résidus, le calcul avec le modèle k-ω, par exemple, dure deux fois 

plus qu’un calcul avec le modèle k-ε. En fait, le modèle k- ω exige un raffinement accentué du 

maillage sur la paroi, ce qui impose un démarrage des calculs avec une très faible valeur 

initiale de CFL (0.01), contrairement au modèle k-ε, dont la CFL initiale peut être de 0.1 à 0.5. 

Tandis que le modèle k-ε permettait une convergence après 7000-10000 itérations, avec un 
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résidu de 10
-4, le modèle de k-ω atteint ce même niveau de convergence au bout de 15000 

itérations au minimum. 

5.2.3 Etude d’une tuyère sur-détendue 

On présente dans ce paragraphe un exemple de résultats numériques obtenus pour une 

tuyère sur-détendue correspondant à NPR=3, SPR=1.0  et φ=60°. Cette configuration 

correspond à un taux d’injection de 7.2%  pour la tuyère de Wing [12]. La Fig. 5-18 présente 

le champ des nombres de Mach pour le domaine de calcul. On observe une nette déviation de 

l’écoulement dans la direction du jet injecté. 

 

Fig. 5-18  Nombres de Mach à NPR=3 et SPR=1.0 dans la tuyère 3D    

Les chocs provoqués par l’injection secondaire peuvent être rendus visibles sur 

l’image de type Schlieren numérique, (Fig. 5-19), dans un plan de symétrie de l’ensemble 

tuyère-injecteur-milieu extérieur. La déviation déduite des calculs numériques dans ce cas est 

de δ=15.5° tandis que la valeur expérimentale est de δ=16°, alors que le modèle analytique 

estime la déviation à 16.9°. 
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Fig. 5-19  Schlieren numérique de l’injection annulaire à NPR=3.0 et SPR=1.0   

La structure de l’écoulement simulé, au voisinage de l’injecteur dans le plan de 

symétrie, est présentée sur la Fig. 5-20. On observe que la courbure du jet secondaire est quasi 

circulaire et proche de l’hypothèse adoptée pour l’élaboration du modèle. L’analyse des 

nombres de Mach et du Schlieren numérique met en évidence la présence de plusieurs ondes 

de choc dans le divergent, ces chocs sont représentés de la façon suivante : 

1. Un premier choc interne au voisinage du col. 

2. Un deuxième choc oblique, dit choc de décollement, peut être remarqué sur la 

paroi haute. Ce choc est provoqué par la présence de l’obstacle fluidique formé par 

l’injection. Il fait dévier le jet primaire vers le coté opposé à l’injection en créant 

une zone de forte surpression devant l’orifice d’injection. 

3. Un troisième choc du type "choc détaché" se situe juste en amont du jet injecté. 

4. Le quatrième choc, sur la paroi opposée à l’injecteur, est un choc de décollement 

dû à l’effet de la sur-détente dans la tuyère. On voit nettement que le choc de sur-

détente sur la paroi opposée croise le choc détaché dû à l’injection pour former un 

« disque » de Mach situé prés de la sortie de la tuyère. 
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Fig. 5-20  Champs de nombre de Mach (gauche) et de pression (droite) dans le plan de symétrie  

 

Les lignes de courant présentées sur la Fig. 5-21 montrent la présence d’une poche de 

surpression en amont de l’injecteur. Le fluide est caractérisé par une recirculation en aval de 

la séparation de la couche limite. La circulation du fluide dans cette zone s’inverse à nouveau 

et un autre tourbillon de fluide se manifeste en amont de l’orifice de l’injecteur.  

La pression et le frottement, évalués sur la paroi de la tuyère, sont présentés sur la Fig. 

5-22. Une zone de surpression se développe devant l’injecteur. Cette zone correspond à la 

zone de pression plateau définie dans le modèle.  

La zone de surpression est limitée, en amont de l’injecteur, par une ligne de séparation 

caractérisée par un frottement pariétal nul au voisinage du col. La ligne de séparation 

quasiment rectiligne sur une largeur équivalente à l’angle de l’injection, se déploie sur les 

deux cotés de la tuyère en suivant une forme quasi hyperbolique. 
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Fig. 5-21  Les recirculations à  proximité de la zone d’injection    

 

 

Fig. 5-22  Distribution de la pression et du frottement pariétal sur la paroi de la tuyère 3D  

Plusieurs coupes prises dans un plan yz, Fig. 5-23, montrent les lignes de courant le 

long du divergent.  

Zones de recirculation 
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Fig. 5-23  Plan yz montrant les lignes de courant à différentes coupes pour NPR=3.0, SPR=1.0 et 

φ=60°        
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Fig. 5-24  Distribution du nombre de Mach (droite) et de la pression (gauche) au plan de sortie  

Dans un plan yz à la sortie de la tuyère sur-détendue à NPR=3.0 (Fig. 5-24), on 

observe la forme de l’interaction du jet injecté avec l’écoulement primaire. La pression 

ambiante règne sur une importante zone en aval de l’injecteur (zone A), cette zone est 

délimitée par une zone de mélange entre l’écoulement aspiré de l’extérieur et le jet (zone B), 

le jet injecté se mélange avec le jet primaire sur une grande partie dans le plan de sortie (zone 

C). La zone D présente l’écoulement en aval du disque de Mach mentionné précédemment. 

La zone du décollement libre est marquée par la pression ambiante qui règne sur un grand 

secteur de la paroi opposée à l’injecteur (zone F).  

La distribution de la pression et du frottement pariétal illustrés sur la Fig. 5-25 (pour la 

même configuration) nous suggèrent quelques remarques :  

- La figure montre bien le décollement libre sur la génératrice (ψ=180°), opposée à 

l’injection, ce qui fait passer la pression de sa valeur dans la tuyère à sa valeur 

d’ambiance pa (pa/Pi=0.33 pour NPR=3.0). 

- On constate une chute importante de la pression au niveau du col, suivi par une 

augmentation en aval (à travers un choc de décollement situé tout près du col 

comme le montre la Fig. 5-19 et la Fig. 5-20). Cette chute n’est pas conforme à 

l’évaluation de la pression à partir des relations isentropiques. En effet, d’une 

part, les relations isentropiques, dans un cadre monodimensionnel, ne permettent 

d’évaluer le nombre de Mach et la pression qu’en dehors de la couche limite, 

d’autre part, le raccordement discontinu entre le convergent et le divergent au col 
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présente une cassure (point anguleux) anormale par rapport à celui des tuyères 

ayant un raccordement continu. 

 

Fig. 5-25  Distribution de la  pression et du frottement pariétal sur les parois au plan de symétrie à 

NPR=3.0, SPR=1.0 et φ=60°      

La position du premier choc de décollement provoqué par l’injection a lieu à 0.231 cm, 

celle du choc détaché est située à 2.69 cm tandis que la position du choc de sur-détente est à 

x=3.73 cm du col (Fig. 5-25). 

5.2.4 Confrontation des résultats : expérience - calcul numérique -

modèle 

Comme nous l’avons précisé, l’expérience de la NASA a été réalisée avec une seule 

géométrie d’angle du secteur d’injection (φ=60°). Nous allons présenter deux configurations 

du cas sur-détendu pour SPR=1.0 et SPR=0.5. L’injecteur étant placé pour toutes les 

configurations à l’abscisse x=0.03 cm du col. 

La Fig. 5-26 montre les résultats de la distribution des pressions correspondant à la 

première configuration à SPR=1.0 et NPR=3.0. On constate un écart important entre la 

courbe du modèle et celles de l’expérience et de la simulation numérique. 

Le modèle et les calculs numériques présentent un saut de pression en aval du col, 

alors que le manque de données expérimentales ne permet pas d’analyser la pression avec 
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précision dans cette région. La courbe expérimentale montre un plateau de pression (p/Pi ≈ 

0.4) sur une distance d’environ 0.01 m suivi d’une surpression jusqu’à (p/Pi ≈ 0.58) environ 

juste en amont de l’injecteur. Dans l’expérience de la NASA, la pression sur la paroi est 

détecté par 9 sondes placées sur chaque génératrice le long de la tuyère sauf pour la première 

génératrice à ψ=0°, présentée sur la Fig. 5-26. Celle-ci n’en contient que six en raison de la 

difficulté de l’installation au niveau de l’injecteur. 

Fig. 5-26  Distribution de la pression sur les parois dans le plan de symétrie à NPR=3.0, SPR=1.0 et 

φ=60°       

La déviation obtenue est de δ=15.5° pour les calculs numériques et de δ=16.9° pour le 

modèle analytique tandis que la valeur expérimentale de la déviation est de δ=16°. On 

remarque que les valeurs de la déviation sont assez proches pour les trois méthodes malgré le 

fait que la pression plateau soit surestimée dans les résultats du modèle. Cela peut s’expliquer 

par le fait que les rapports de pression (pp/p0 ≈ 0.25) sont quasi identiques pour les deux cas.  

Pour bien appréhender les problèmes rencontrés, nous présentons dans la deuxième 

configuration du calcul le cas de SPR=0.5 (Fig. 5-27). Dans ce cas, le taux d’injection est 

réduit de moitié, ce qui nous donne une zone de plateau moins longue et une position de 

décollement loin du col de la tuyère. Ce cas n’est pas traité par les expériences. Lorsque le 

décollement s’éloigne du col, on remarque que le modèle et la simulation numérique sont en 

accord pour la pression plateau. Le point de séparation est estimé à 0.017 m du col de la 
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tuyère dans le cas du modèle et à 0.0154 dans l’évaluation par la simulation numérique. Nous 

remarquons encore que la zone d’interaction prévue par les calculs numériques est plus 

longue que celle estimée par le modèle. 

Fig. 5-27  Distribution de la pression pariétale dans le plan de symétrie à NPR=3.0 et SPR=0.5  

5.2.5 Influence de l’angle du secteur d’injection 

Bien que l’expérience de la NASA ne soit faite que pour un seul angle du secteur 

d’injection, φ=60°, nous avons décidé de simuler plusieurs configurations en changeant 

l’angle φ. Cette démarche nous permet tout d’abord de valider le modèle et, par la même, de 

trouver l’éventuel secteur idéal qui présente les meilleures caractéristiques de déviation (à 

taux d’injection constant). 

L’influence de la longueur du secteur d’injection (exprimée sous forme d’angle φ) sur 

la déviation de la poussée pour SPR=1.0 est présentée sur la Fig. 5-28. Les résultats montrent 

une meilleure déviation pour les secteurs à faible largeur (φ<90°), où l’obstacle du fluide 

injecté induit le maximum d’efforts latéraux. Ces efforts latéraux diminuent pour les raisons 

suivantes : 

- En augmentant l’angle du secteur d’injection, la largeur de fente devient de plus en plus 

petite, pour le même débit du jet injecté. Ceci réduit proportionnellement la hauteur de 

l’obstacle fluidique et la longueur de la zone de séparation devant l’injecteur. 
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- Pour les secteurs les plus grands, les composantes des efforts latéraux sur l’axe y dans 

la partie de paroi entre ψ=90° et ψ=180° s’opposent à ceux de la partie comprise entre 

ψ=0° et ψ=90°, ce qui réduit la somme totale de ces efforts. 

 

Fig. 5-28  Changement de la déviation  en fonction de l’angle du secteur d’injection pour SPR=1.0 

Les résultats des calculs numériques montrent une valeur maximale de la déviation à 

φ=90°, (δ=16.1°) tandis que le modèle prédit une déviation de 16.5°. On remarque par 

ailleurs un écart croissant entre le modèle et la simulation numérique pour φ>120°. En fait, 

avec des secteurs d’injection à grand angle, un autre paramètre pouvant jouer un rôle 

important, qui n’est pas pris en compte dans ce modèle, est le coefficient de décharge. En 

effet, le rapport d’aspect de l’injecteur (longueur/largeur) devient de plus en plus grand et la 

section efficace de l’injecteur diminue. Ce phénomène affecte le rendement de l’injecteur qui 

résulte d’un frottement plus important sur les parois de l’injecteur et réduit sa section efficace, 

(Foster et al [31]). 

Une comparaison des images 3D de différents angles du secteur d’injection (60°, 90°, 

120° et 150°) est présentée sur la Fig. 5-29.  
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Fig. 5-29  Images 3D présentant différents angles du secteur d’injection à NPR=3.0 et SPR=1.0 
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5.3 Injection par une fente dans une tuyère axisymétrique : profil 

de Masuya 

Les premiers résultats obtenus avec le modèle 3D, comparés avec l’expérience de 

Wing, n’étaient pas totalement satisfaisants mais nous ont encouragé à poursuivre notre 

démarche en choisissant une autre tuyère ayant un profil conique au divergent et un 

raccordement idéal au col. Ce nouveau profil a été tiré des travaux de Masuya et al [21] et de 

Ko et al [25]. Le choix de ce profil a été motivé par l’étude expérimentale réalisée par ses 

auteurs sur une injection par un orifice circulaire dont les résultats seront abordés plus loin 

(voir paragraphe 5.4). En plus du choix du profil, la position de l’orifice de l’injection dans le 

divergent est un autre paramètre de grande importance. En effet, un injecteur placé bien en 

aval du col de la tuyère évite quelques problèmes rencontrés précédemment : 

- Le décollement provoqué par le fluide injecté n’intervient pas très près du col, là où 

le fluide subit des changements importants de son état ; des chocs internes peuvent 

exister près du col. 

- Un injecteur placé suffisamment en aval permet à la ligne de séparation et au choc 

induit de sortir de la tuyère avant d’atteindre la paroi opposée à l’injecteur ce qui 

produit une dissymétrie plus importante des charges latérales. 

 

Fig. 5-30  Profils des tuyères : a- profil de Wing,  b- profil de Masuya     
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La Fig. 5-30 illustre une comparaison entre les profils de deux tuyères étudiées dans le cas 

axisymétrique tandis que le Tableau 4 présente leurs caractéristiques principales.  

 

Tableau 4  Caractéristiques des tuyères utilisées dans le calcul    

5.3.1 Mise en œuvre du calcul numérique 

Une étude paramétrique est réalisée avec un rapport  de détente NPR allant de 10 à 42, 

et de SPR allant de 0.3 à 1.0 (SPR=1.0 correspond à un taux d’injection de 5%, ce qui est la 

limite inférieure de ce type d’injection). L’étude est faite sur trois types de maillages avec le 

modèle de turbulence k-ε. Plusieurs angles du secteur d’injection sont testés allant jusqu’à 

φ=180°. L’injection se fait à 0.05 m du col. Un calcul réalisé sur une configuration d’une 

tuyère prolongée de 3 cm permet de comparer l’influence de l’impact du choc sur la paroi 

opposée. La condition d’entrée dans la tuyère est fixée à un nombre de Mach de 0.2 et à une 

température totale de 616 K°, conformément aux essais réalisés sur cette tuyère par Masuya 

[21].  

5.3.1.1 Effet du maillage 

Le maillage est constitué de trois blocs, identique dans sa construction à celui de la 

tuyère de Wing. Une extension longitudinale et radiale plus importante du maillage en sortie a 

été adoptée. La longueur sur x est de 70 fois la hauteur du col et radialement de 100 fois, (Fig. 

5-31). 

Trois maillages sont testés (Tableau 5) pour l’étude de la sensibilité des résultats au 

maillage. Dans ces calculs, 60% des cellules sont attribuées au divergent de la tuyère. 

L’influence du maillage sur l’angle de la vectorisation est donnée au Tableau 5. L’écart sur 

 Profil de Wing Profil de Masuya 

Longueur du divergent (m) 0.05044 0.09 

Rayon du col rc (m) 0.0277 0.013 

NPRd 8.26 42.1 

Rapport de section As /Ac 1.74 4.6 

Mach en sortie de la tuyère 2.04 3.1 

Position de l’injecteur (m) 0.03 0.05 

Demi-angle du divergent Φ(°) 10 9.6 
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l’angle de déviation est de 22 % entre les maillages A et B et de 1% entre les maillage B et C. 

La Fig. 5-32 présente la distribution de la pression à ψ=0° pour les trois maillages pour un 

calcul avec NPR=20, SPR=1.0 et φ=60°. On constate que les profils de pression pour les 

maillages B et C sont identiques. Le maillage B (un million de cellules dans une seule moitié 

de la tuyère) sera retenu par souci de réduire le temps de calcul. 

 

Fig. 5-31  Maillage de la tuyère de Masuya     

 

 

 

 

 

Tableau 5  Nombre de cellules et angle de déviation des maillages testés sur la tuyère de Masuya 

5.3.1.2 Effet du modèle de turbulence 

Deux modèles de turbulence ont été également testés (le modèle de k-ε et le modèle de 

k-ω), les pressions pariétales données par ces deux modèles sont illustrées dans le plan de 

symétrie sur la Fig. 5-33. Les deux modèles donnent bien la même estimation de la pression 

 Nombre de cellules δ° 

Maillage A 0.5M (477 100) 7.5 

Maillage B 1 M (944 350) 5.85 

Maillage C 1.3 M (1 354 400 5.8 

h

100 h 

70 h 

Zone de la tuyère 
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plateau, avec une légère différence sur le point de séparation. Les angles de déviation obtenus 

pour les deux modèles de turbulence sont très proches (5.9° et 5.8°). Comme précédemment, 

nous allons adopter le modèle k-ε pour la suite des calculs. 

 

Fig. 5-32  Pression pariétale pour les trois maillages     

 

Fig. 5-33  Pression pariétale pour les modèles de turbulence k- ε et k-ω    
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5.3.2 Influence du critère de décollement 

Plusieurs critères de décollement ont été testés pour évaluer le saut de pression en aval 

du choc de décollement. La Fig. 5-34 montre l’évolution de la pression pariétale à ψ=0° pour 

NPR=42, SPR=1.0 et φ=60° en fonction du critère de décollement choisi. 

 

Fig. 5-34  Influence du critère de décollement sur la pression pariétale pour NPR=42, SPR=1.0, ψ=0° 

et φ=60°       
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écoulement plan (Zukoski et Champman) estiment un saut de pression moins élevé et une 

position du point de séparation bien en amont par rapport à celle du calcul numérique. Le 

Tableau 6 présente les caractéristiques des différents critères de décollement pour deux autres 

configurations (NPR=20 et NPR=11). 
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NPR=11, SPR=1.0 NPR=20, SPR=1.0 
 

δ° η °/% δ° η °/% 

CFD 12.1 2.42 5.8 1.16 

Zukoski 9.66 1.93 5.53 1.11 

Chapman 9.73 1.95 5.67 1.13 

Reshotko 9.65 1.93 5.38 1.07 

Campbell 9.63 1.92 5.41 1.08 

Green 9.64 1.93 5.49 1.1 

Schilling 9.62 1.92 5.4 1.08 

 

Tableau 6  Caractéristiques de la déviation en fonction de critère de décollement   

5.3.3 La ligne de séparation 

Lors d’une injection pariétale, la structure de l’écoulement sur les parois de la tuyère 

présente une ligne de séparation de la couche limite. En l’absence de données expérimentales 

nous avons eu recours aux résultats numériques et à la modélisation pour caractériser cette 

ligne de séparation. Dans les calculs analytiques cette ligne est modélisée par des corrélations 

inspirées des formules de Billig [20] (pour le choc détaché devant une sphère).  

La force de frottement pariétal nous permet de bien définir les points de séparation 

dans les résultats numériques. La séparation de la couche limite se produit en un point où il y 

a annulation du frottement pariétal. La Fig. 5-35 montre la variation du frottement pariétal 

dans une tuyère en régime de sur-détente (NPR=11). 

 

Fig. 5-35  Frottement pariétal sur les parois de la tuyère sur-détendue    
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La modélisation de la ligne de séparation dépend essentiellement du régime de 

fonctionnement de la tuyère. Dans ce paragraphe, on procède à la validation de cette 

modélisation (présentée au chapitre 3) à l’aide des résultats des simulations numériques. Deux 

configurations seront étudiées, l’une en régime de sur-détente (NPR=11) et l’autre en régime 

d’adaptation (NPR=42). La Fig. 5-36 illustre la répartition des pressions et de la ligne 

séparation sur différentes génératrices sur la paroi pour la première configuration (NPR=11, 

SPR=1.0 et φ=60°) tandis que la Fig. 5-37 illustre ceux du régime d’adaptation. 

La pression pariétale est prise sur 8 génératrices reparties à ψ=0, 15, 30, 60, 90, 120, 

150 et 180°, (Fig. 5-36), les points de décollement sont estimés en regardent l’annulation du 

frottement pariétal τw=0. Les symboles noirs représentent l’estimation des points de la ligne 

de séparation calculés par la simulation numérique et les symboles rouges représentent ceux 

calculés avec le modèle en utilisant le critère de décollement de Campbell. Les deux premiers 

points situés sur les génératrices ψ=0° et ψ=30° représentent la ligne de séparation devant la 

zone de pression plateau. La simulation numérique prédit une légère baisse de pression à 

ψ=30° (extrémité de l’injecteur) par rapport à ψ=0° ce qui positionne la ligne de séparation 

légèrement en aval par rapport au modèle. 

Dans le cas de la tuyère sur-détendue, NPR=11 (Fig. 5-36), la ligne de séparation 

s’incurve vers l’aval de la tuyère jusqu’à l’angle (ψ≈120°). Comme on peut l’observer sur les 

courbes de pression, la zone d’interaction située au-delà de (ψ>90°) est une zone de 

compression faisant passer la pression de l’écoulement de sa valeur normale (détente sans 

injection) à la pression ambiante pa/Pi0=0.09. La ligne de séparation croise ensuite celle 

engendrée par le choc de décollement libre. La position du point de séparation dans le 

décollement libre est estimée par le critère de décollement de Summerfield (p0/pa=0.4). Ce 

critère positionne le point de décollement libre légèrement en amont de la position obtenue 

par les calculs numériques. 

Dans le cas de l’adaptation (NPR=42) (Fig. 5-37), la ligne de séparation apparaît aussi 

bien dans la simulation numérique que dans le modèle. Le modèle prédit une ligne de 

séparation jusqu’à un angle ψb=79° à l’abscisse xb correspondant à l’arrière de l’injecteur. Le 

secteur de surpression induit dans ce cas s’étend jusqu’à +49° au-delà du secteur de 

l’injection.  
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Fig. 5-36  Ligne de séparation dans le régime de sur-détente (NPR=11)    
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Fig. 5-37  Ligne de séparation dans le régime d’adaptation (NPR=42)    
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Une image de Schlieren numérique 3D illustre les différents chocs internes dans les 

deux configurations étudiées (sur-détente et adaptation), Fig. 5-38. On peut très bien 

distinguer le choc de décollement libre sur la paroi opposée à l’injection dans le cas de sur-

détente. Dans le cas d’adaptation, la zone de recollement est caractérisée par une zone de re-

compression et une surface de glissement en aval de l’injecteur. 

 

Fig. 5-38  Schlieren numérique du cas de sur-détente (Haut) et  d’adaptation (Bas)   

La Fig. 5-39 présente la distribution du nombre de Mach et les caractéristiques de 

l’interaction par rapport au modèle, calculées au régime d’adaptation NPR=42, SPR=1.0, 

φ=60° et en prenant en compte le critère de décollement de Campbell. Les caractéristiques du 

choc oblique sont calculées par rapport à l’origine de la séparation s. 

Le Tableau 7 présente les différentes caractéristiques de la déviation à trois régimes 

(NPR=11, 20 et 42) obtenues par la simulation numérique et le modèle. Dans le régime à 

faible NPR, le modèle sous-estime la valeur de la déviation, un écart de 2.5° peut être 
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remarqué à NPR=11. En revanche, les résultats sont meilleurs pour les grandes valeurs de 

NPR. Pour le régime d’adaptation NPR=42, l’écart sur la déviation est de 3.9%. Néanmoins, 

l’efficacité de l’injection par une fente annulaire dans le cas de sur-détente est très bonne 

(2.61°/% à partir des calculs numériques et 1.92 °/% dans le cas du modèle), mais, elle se 

réduit pour le régime d’adaptation à presque 1° de déviation par pourcent de jet injecté. 

 

Fig. 5-39  Caractéristiques de l’interaction (Modèle et calcul numérique) à NPR=42   

 

NPR=11 NPR=20 NPR=42 
 

CFD Modèle CFD Modèle CFD Modèle 

Fx 637.8 737 1303 1470 2998 3360 

Fy 136.5 125 132.4 139 266 292 

δ° 12.1 9.6 5.8 5.4 5.1 5 

K 4.3 3.6 2.3 2.2 2.2 2.15 

η 2.42 1.92 1.16 1.1 1.01 1.0 

Cfg 0.7 0.76 0.77 0.83 0.84 0.9 

 

Tableau 7  Caractéristiques de la déviation (Modèle et calcul numérique)   

M1  

s 

r 
ψr ε β 

Modèle 

h=3.7mm 

xs=0.039m 

Ms=2.31 

ε=14.9° 

β=39.6° 

M1=1.71 

ψr=15.6° 
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5.3.4 Influence de l’angle du secteur de l’injection 

Des calculs numériques correspondant à plusieurs secteurs d’injection ont été 

effectués. La Fig. 5-40 présente la déviation obtenue en faisant varier l’angle φ. La déviation 

maximale de δ=5.8° est obtenue à φ=60° avec une efficacité de 1.16 °/%. Le modèle donne 

pour φ=60°, δ=5.41° et η=1.08 °/%. La déviation à φ=90° est de 5.4° pour le calcul 

numérique, tandis que le modèle sous-estime la déviation correspondante à ce secteur. Aux 

secteurs d’angle φ>90°, les déviations obtenues par les calculs numériques et par le modèle 

montrent la même tendance, par conséquent, l’efficacité diminue pour ces angles car les 

efforts symétriques sur la paroi opposée de la tuyère (ψ>90°) deviennent importants. Par 

contre, le coefficient de poussée reste constant quelque soit le secteur d’injection, Cfg=0.77 

pour les simulation numériques et Cfg=0.83 pour le modèle 

 

Fig. 5-40  La déviation en fonction de l’angle d’injection φ à NPR=20 et SPR=1.0   

La Fig. 5-41 présente la répartition du frottement pariétal pour φ=90° et φ=150°, 

tandis que la Fig. 5-42 présente la distribution de la pression sur les parois (vue du haut) pour 

les mêmes angles d’injections à NPR=20 et SPR=1.0. On constate, sur les deux figures, la 

présence bien marquée d’une zone de séparation devant l’injecteur dont la longueur est 

constante sur un angle équivalent à celui du secteur d’injection. Ceci montre que la méthode 

de prévision des efforts latéraux dans le modèle est bien adaptée en particulier pour les grands 

angles d’injection. L’écoulement à la sortie de l’injecteur se comporte comme un obstacle 

d’autant plus conforme à l’hypothèse d’une marche montante que l’angle d’injection est 
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grand. La difficulté réside dans le bon choix du critère de décollement le plus adapté à la 

configuration étudiée. 

 

 

Fig. 5-41  Frottement pariétal pour injection à φ=90° (Gauche) et φ=150° (droite)   

 

 

 

Fig. 5-42  Vue du haut de la distribution de pression pariétale pour injection à φ=90° (Gauche) et 

φ=150° (droite)       

5.3.5 Effet des rapports de pressions 

5.3.5.1 Effet du rapport de détente 

Représenté par le nombre NPR, le rapport de détente indique le régime de 

fonctionnement de la tuyère. Cinq cas de calcul allant de NPR=11 jusqu’au régime 

d’adaptation (NPR=42) sont réalisés avec un taux d’injection de 5% et un secteur d’injection 
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de 60°. Aux nombres inférieurs à NPR=11, les simulations numériques (non présentées ici) 

ont montré que l’injecteur se retrouve plongé dans la zone de décollement libre. Le choc du 

décollement libre annulera l’efficacité de l’injection dans ces cas. La Fig. 5-43 montre la 

comparaison entre les déviations obtenues par le modèle et par la simulation numérique en 

fonction de NPR, tandis que la Fig. 5-44 montre la distribution des pressions dans le plan de 

symétrie pour les cinq cas de calculs numériques.  

 

Fig. 5-43  La déviation en fonction du nombre de NPR à SPR=1.0 et φ=60°   

Dans les deux cas (modèle et simulation), la déviation δ diminue fortement jusqu’à 

NPR=20. Les effets de la sur-détente sont très importants dans cette plage de NPR. Au-delà 

(NPR>20), l’influence de la surdétente devient négligeable et l’on constate une très faible 

variation de δ jusqu’à NPR=42. On relève également une très légère variation dans la 

distribution des pressions en amont de l’injecteur, Fig. 5-44. Pour NPR le plus faible 

(NPR=11), on note un léger déplacement du point de séparation de la couche limite vers 

l’amont de la tuyère. On remarque aussi que la pression ambiante règne sur toute la section en 

aval de l’injecteur. L’effet de la pression ambiante devient de plus en plus faible dans les 

autres cas. Une zone claire de dépression peut être remarquée en aval de l’injecteur dans le 

cas de l’adaptation. Cette zone représente la zone de recollement, la distribution de la pression 

en aval de cette zone est proche de celle de la tuyère non perturbée par l’injection. Les 

performances de la vectorisation ont été illustrées dans le Tableau 7. 
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Fig. 5-44  Distribution des pressions obtenues par les calculs numériques dans le plan de symétrie en 

fonction de NPR, à SPR=1.0 et φ=60°     

5.3.5.2 Effet du rapport des pressions totales (SPR) 

La pression totale de l’injection est caractérisée par le nombre SPR. A une géométrie 

fixe de la fente d’injection, le débit massique injecté augmente avec la pression totale de 

l’injection. La poussée donnée par l’injecteur est donc proportionnelle à la variation de SPR 

dans le cas d’un injecteur amorcé, (le cas présenté dans notre étude), Fig. 5-45. Une variation 

de SPR implique donc une variation de la hauteur de la marche montante estimée et de la 

longueur de la zone de séparation. Quatre cas de SPR sont présentés sur la Fig. 5-45 

correspondant à NPR=20 et φ=60°, la pression de l’injecteur étant adimensionnée par rapport 

à la pression totale de la tuyère. On constate sur la figure que le saut de pression est quasi 

proportionnel à SPR (pour la gamme de SPR étudiée). La déviation maximale est obtenue à 

SPR=1, (δ=5.8°). Le point de recollement est aussi fonction de SPR. Pour les SPR plus 

élevés, l’obstacle du fluide injecté est plus grand et le point de recollement est plus décalé 

vers l’aval du divergent. 
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surpression apparaît alors en aval du point de l’impact. Cela peut notablement affecter 

l’efficacité de la vectorisation. Pour aborder ce cas de figure, nous avons testé une seule 

configuration en prolongeant la tuyère précédemment étudiée de 3 cm en gardant la même 

position de l’injecteur par rapport au col de la tuyère. La comparaison est faite à NPR=42. 

Dans le modèle, le choc déduit du décollement provoqué par l’injection est prolongée 

linéairement pour vérifier s’il impacte la paroi opposée. En cas d’impact, une sur-pression 

fixe et égale au double de la pression plateau sera appliquée sur toute la paroi située au-delà 

de ce point d’impact, Mangin [11]. 

 

Fig. 5-45  Distribution des pressions obtenues par les calculs numériques dans  le plan de symétrie en 

fonction de SPR, à NPR=20 et φ=60°     
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avons obtenu une déviation δ=3.3°. Cet écart par rapport au calcul numérique est 

probablement dû à l’hypothèse faite sur l’étendue de la zone d’application de cette sur-

pression. 

 

Fig. 5-46  Impact du choc sur la paroi opposée      

 

Fig. 5-47  Distribution des pressions sur les parois opposées dans le plan de symétrie   
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5.3.7 Conclusion 

Les calculs numériques et l’expérience de la NASA sur la tuyère de Wing (à 

NPR=3.0, SPR=1.0 et φ=60°) ont donné des valeurs importantes de la déviation allant 

jusqu’à 16° et une efficacité de 2°/% pour un régime de sur-détente à NPR=3.0. La 

comparaison avec les résultats du modèle a été difficile à cerner à cause des différents 

problèmes liés en particulier au profil de la tuyère et à la disposition du point d’injection 

proche du col, mais cela nous a guidé dans le choix d’un autre profil de tuyère permettant de 

comparer les résultats du modèle aux résultats numériques. 

La comparaison des résultats numériques avec les résultats du modèle montre un 

accord satisfaisant. En dépit de la complexité du phénomène étudié, les points de décollement 

de la couche limite, les sauts de pression et les différentes sources d’efforts latéraux sont bien 

évalués ainsi que les performances de la vectorisation. 

La meilleure déviation est obtenue lorsque la tuyère fonctionne en régime sur-détendu 

et avec un grand nombre de SPR, en gardant un taux d’injection suffisant de 5%. Les angles 

du secteur d’injection compris entre 60° de 90° donnent les meilleures performances. Les 

sources des efforts normaux, en particulier dans la zone de séparation devant l’injecteur, sont 

maximales et les effets de surpression de part et d’autre de l’injecteur n’atteignent pas l’autre 

moitié de la tuyère. 

L’effet de l’injection secondaire et la prédiction du décollement de la couche limite 

dans le cas tridimensionnel, évalués en résolvant numériquement les équations de Navier- 

Stockes, exige une grande puissance de calcul. L’utilisation d’un ordinateur, type PC, 

nécessite des dizaines, voire quelques centaines, d’heures (suivant les cas étudiés) pour 

parachever ce type de calcul. En revanche, notre modèle, basé sur des critères et des 

approches simples, ne réclame que quelques secondes pour prédire les paramètres avec des 

précisions satisfaisantes. 
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5.4 Injection par un orifice circulaire 

5.4.1 Configuration d’une seule injection 

Le calcul numérique a été réalisé sur une tuyère ayant le même profil que celui de 

Masuya. La Fig. 5-48 montre le maillage structuré de la tuyère à injection circulaire. 

Plusieurs rapports de détente, allant de NPR=10 à 42, et de pressions totales SPR, 

allant de 0.3 à 1.0, sont testés dans cette étude. La configuration à SPR=1.0 correspond à un 

rapport de débit de 5.3 %. L’injection est réalisée par un orifice de 6 mm de diamètre et situé à 

0.047 m du col. Le seul calcul reproduisant les conditions expérimentales de Masuya par 

injection circulaire a été réalisé pour un rapport de débit de 2.4% avec un diamètre d’injecteur 

de 4 mm. Le modèle de k-ε a été utilisé dans tous les calculs. 

 

Fig. 5-48  Maillage de la tuyère à injection par un orifice circulaire   

La Fig. 5-49 présente une comparaison du champ de nombres de Mach au niveau de 

l’injecteur entre les calculs numériques et l’expérience de Masuya. La structure de 

l’écoulement interne montre un bon accord pour le noyau du jet injecté (zone A sur la Fig. 

5-49), le choc détaché (zone B), la zone d’expansion au-delà de la zone du choc détaché (zone 

C) et la zone non perturbée par la présence de l’injection (zone D). 
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Fig. 5-49  Distribution du nombre de Mach dans une coupe au milieu de l’injecteur : expérience 

(gauche) et calcul CFD (droite)      

Une image du type Schlieren numérique (Fig. 5-50) montre la présence simultanée du 

choc détaché autour de l’injecteur et du choc de décollement juste en amont de l’injecteur. 

 

Fig. 5-50  Schlieren numérique de la tuyère à injection circulaire    
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5.4.1.1 Comparaison entre l’injection circulaire et l’injection annulaire 

Une comparaison entre les deux types d’injections (annulaire et circulaire) a été 

effectuée afin d’étudier leurs performances respectives. Le test est réalisé pour les deux 

configurations à NPR=20 et SPR=1.0. Les injecteurs sont situés à xm=0.047 m et le taux 

d’injection est fixé à 5.3%. Le secteur d’injection choisi pour la configuration d’injection 

annulaire est de 30°. Dans les deux cas, le même nombre de mailles et le même type de 

raffinement autour de l’injecteur sont adoptés. Nous présentons sur la Fig. 5-51 la distribution 

de la pression pariétale des deux configurations. 

 

Fig. 5-51  Distribution de la pression pariétale pour les deux types d’injecteur (annulaire et 

circulaire) à NPR=20 et SPR=1.0     

La zone de surpression (en amont de l’injecteur) dans le cas annulaire apparaît plus 

large et plus longue par rapport à celle du cas circulaire. La position du point de séparation 

dans le plan de symétrie se situe à xs=0.036 m et à xs=0.041 pour l’injection annulaire et 

l’injection circulaire respectivement. Une zone de compression (choc détaché) enveloppe les 

deux injecteurs. Cette zone apparaît plus épaisse dans le cas annulaire. La Fig. 5-52 montre la 

répartition de la pression pariétale dans le plan de symétrie des deux injecteurs. La déviation 

par injection circulaire est de 4.48° tandis que celle par injection annulaire est de 5.3°, les 

efficacités sont respectivement η=0.77 et η=1.0 °/%. Les courbes présentent une dépression 

similaire en aval de la fente d’injection. 

 

Injection de5.3%  par une 

fente de 30° 
Injection de 5.3% par un 

orifice circulaire 
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Fig. 5-52  Distribution de la pression dans le plan de symétrie des deux types d’injecteur  

5.4.1.2 Comparaison avec les résultats du modèle 

La sensibilité de la déviation au rapport de détente est étudiée, la Fig. 5-53 présente les 

résultats obtenus de la déviation en fonction de NPR. Les résultats tirés du modèle, en utilisant 

le critère de décollement de Green, montrent un accord remarquable aux NPR les plus élevés. 

On rappelle que la zone de dépression derrière l’injecteur n’est pas modélisée dans le cas 

circulaire. L’effort de la dépression dû au recollement du jet injecté à la paroi, ne dépasse 

guère 1% de la somme des autres sources d’efforts normaux. On peut donc raisonnablement le 

négliger dans le cas d’un injecteur circulaire. 

 

Fig. 5-53  Déviation et coefficient de poussée en fonction de NPR    
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La déviation atteint une valeur maximale de 9.5° au régime de sur-détente (NPR=10), 

pour une efficacité de 1.82 °/%. Le modèle prédit pour sa part les valeurs de 6.9° et de 1.3 °/% 

respectivement. En revanche, le coefficient de poussée est minimal à NPR=10, et maximal 

pour le régime d’adaptation (Cfg=0.91). 

5.4.2 Configuration d’une double injection circulaire 

Des calculs numériques ont été réalisés pour une configuration avec deux injecteurs 

placés à ± 60° par rapport au plan de symétrie. Le but permet d’une part de comparer les 

performances avec un injecteur unique, et d’autre part d’étudier l’efficacité d’une double 

injection à débits différents et son utilisation comme moyen de contrôle de la tuyère sur les 

trois axes. 

Les paramètres des tests ont été fixés comme suit : NPR=20, xm=0.047 m , diamètres 

des orifices d’injection de 6 mm. 

Deux tests de SPR ont été réalisés : 

► Le premier test est réalisé à débits égaux dans les deux injecteurs (SPR constant), 

les configurations testées sont : SPR=0.5, 0.7, 1.0 et 1.2 (SPR=1.0 correspondant à 

un taux de débit de 5.3% dans chaque injecteur). 

► Le deuxième test est réalisé à débits différents dans les deux injecteurs : on fixe le 

rapport des pressions totales dans un injecteur à SPR=1.0 et on le fait varier dans 

le second de SPR=0.4, 0.6, 0.8 et 1.0. 

Le maillage du premier cas est construit de la même manière que celui d’un seul 

injecteur. On utilise la propriété de symétrie de l’écoulement pour mailler une seule moitié du 

champ de calcul. Le maillage est constitué d’environ un million de cellules.  

Dans le deuxième cas, à débits différents, la dissymétrie de l’écoulement exige un 

maillage total de tout le champ de calcul. Cette configuration nécessite à priori un nombre de 

maille beaucoup plus important que le cas symétrique. Pour éviter l’explosion du temps de 

calcul, nous avons réduit le nombre de mailles dans le convergent ainsi que dans le champs 

extérieur, et gardé un raffinement raisonnable dans la partie divergente de la tuyère. Le 

maillage, dans ce cas comprend environ 1.1 million de cellules. Fig. 5-54. 
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Fig. 5-54  Maillage pour la simulation numérique de double injection à 120°   

5.4.2.1 Résultats d’une double injection à débits égaux 

La distribution des pressions, dans un plan yz au niveau de l’injection, montre une 

forme similaire de chacun des deux jets injectés à celle d’une configuration à un seul 

injecteur, (Fig. 5-55). En revanche, les chocs détachés issus des deux jets se croisent plus loin 

dans l’écoulement interne. La Fig. 5-56 présente la distribution de la pression pariétale pour 

une configuration à SPR=1.0. On constate clairement la présence d’une zone de surpression 

sur la paroi située entre les injecteurs. 

 

Fig. 5-55  Distribution de la pression dans un plan yz pour une seule injection (gauche) et double 

injection (droite) à NPR=20 et SPR=1.0    
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Fig. 5-56  Pression pariétale d’une tuyère à double injecteur à SPR=1.0 et NPR=20   

La Fig. 5-57 montre une comparaison de la distribution de la pression pariétale sur une 

génératrice passant par le milieu des injecteurs (à ψ=0° pour le cas d’une seule injection et à 

ψ=60° dans le cas de la double injection). La figure montre un accord entre les deux types 

d’injection. Les déviations obtenues sont δ=4.48° et δ=4.16° respectivement pour les cas 

d’une injection et de double injection,  les efficacités correspondantes sont η=0.85 °/% et 

η=0.4 °/%.  
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Fig. 5-57  Répartition de la pression pariétale sur une génératrice passante par le centre des 

injecteurs      
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La zone de croisement des jets dans le cas d’une double injection est intéressante à 

étudier. La distribution de la pression et du frottement pariétal dans le plan de symétrie (ψ=0° 

et ψ=180°) à NPR=20 et SPR=1.0 est illustrée sur la Fig. 5-58 tandis que la Fig. 5-59 

présente la distribution des nombre de Mach pour la même configuration. 

 

Fig. 5-58  Répartition de la pression et du frottement pariétal sur le plan de symétrie d’une 

configuration à double injection    

 

Fig. 5-59  Nombres de Mach et lignes de courant dans le plan de symétrie d’une double injection 
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On constate bien la présence d’une surpression en haut et en bas, un choc fait décoller 

la couche limite suivi par une zone de recirculation du fluide. L’effet sur la déviation se 

trouve réduit du fait de l’opposition des zones de surpression. 

Les courbes représentatives du frottement pariétal τw nous permettent d’extraire (pour 

τw=0) les positions du décollement de la couche limite sur la paroi haute (ψ=0°) à x=0.0485 

m et celle du décollement sur la paroi opposée (ψ=180°) à x=0.0716 m. 

L’influence du taux d’injection sur le frottement pariétal est illustrée sur la Fig. 5-60. 

La figure présente deux configurations : à SPR=0.5 (5.3% du débit primaire) et à SPR=1.0 

(10.6% du débit primaire). On constate que la zone de croisement des lignes de séparation est 

repoussée vers l’aval de la tuyère à SPR=0.5 (faible taux d’injection). Le choc de décollement 

dans cette zone (à ψ=0°) est située à 0.053 m contre 0.0485 m à SPR=1.0.  

 

Fig. 5-60  Frottement pariétal de la tuyère à double injecteur à SPR=0.5 (gauche) et SPR=1.0 (droite) 

L’étude paramétrique du cas de double injection à débits égaux montre que la 

déviation par double injection atteint 97% de sa valeur issue d’une configuration avec une 

seule injection (4.45° et 4.48° respectivement), mais le taux d’injection devient excessif 

(12.7% d’injection) et l’efficacité est en baisse remarquable 0.36 °/% contre 0.85 °/% pour le 

cas d’une injection. La déviation atteinte à SPR=0.5 (5.3% d’injection) est de 2.6°, Tableau 8. 

5.4.2.2 Résultats d’une double injection à débits différents 

Comme on s’y attendait, la réalisation d’un système de vectorisation à double injection 

à débits différents affecte l’orientation de la poussée dans les trois plans. 

 

Zone du croisement des jets 
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SPR 
Taux d'injection 

% 
Déviation 

δ ° 
Efficacité 

µ °/% 

0.5 5.3 2.6 0.49 

0.7 7.42 3.63 0.48 

1 10.6 4.1 0.4 

1.2 12.7 4.45 0.36 

 

Tableau 8  Caractéristiques de la double injection à débit différé   

Les efforts sur les trois axes x, y et z sont respectivement xF , yF  et zF , la résultante F  

de ces forces est donnée par l’équation : 

        
2 2 2

x y z
F F F F= + +      5-2 

 

Fig. 5-61  Schéma des efforts provoqués par une double injection à débit différents  

La présence d’une composante supplémentaire zF  de la force, due à la dissymétrie des 

efforts (par rapport au cas d’un seul injecteur ou de deux injecteurs à débits égaux), provoque 

l’orientation du vecteur poussée dans le plan xz et yz. La projection de la résultante F sur le 

plan yz  (Fyz) peut être définie par l’angle δyz, donné par la relation suivante : 
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arccos( )y

yz

yz

F

F
δ =      5-3 

Avec : 

2 2
yz y z

F F F= +      5-4 

Le vecteur poussée dans le nouveau plan xy' obtenu par rotation du plan yz d’un angle 

δyz autour de l’axe ox sera caractérisé par l’angle δy'x donné par la relation : 

' arctan( )yz

y x

x

F

F
δ =      5-5 

La Fig. 5-62 montre la distribution du nombre de Mach dans deux plans à x=0.06 (en 

aval de l’injecteur) et à x=0.09 (plan de sortie de la tuyère) pour une configuration à 

SPRinjecteur A=1.0 et SPRinjecteur B=0.6 tandis que la Fig. 5-63 présente la pression pariétale pour 

la même configuration. 

 

Fig. 5-62  Nombres de Mach dans une coupe à x=0.06 (gauche) et à x=0.09 (droite)    
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Fig. 5-63  Distribution de la pression pariétale dans une configuration à SPRinjecteur B=0.6  

La déviation obtenue par cette configuration est de δy'z=3.8° et l’orientation du vecteur 

poussée dans le plan yz est de δyz=25.2°. La déviation maximale est obtenue quant l’injecteur 

B est fermé (SPRinjecteur B=0.0). Elle vaut 4.45° pour δy'z et 60.8° pour δyz (Fig. 5-64). On 

retrouve quasiment les mêmes résultats que pour un injecter seul si l’on opère une rotation du 

plan yz de 60°. 

 

Fig. 5-64  Angles de déviation δy’x et δyz en fonction de SPRinjecteur B pour SPRinjecteur A=1.0   
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5.4.3 Conclusion 

L’étude de l’injection circulaire a été menée. Le modèle analytique a été construit pour 

prédire les différentes sources d’efforts et la déviation d’un tel type d’injection. Les résultats 

du modèle ont été comparés avec les résultats de la simulation numérique et avec une seule 

donnée expérimentale. 

Les performances obtenues par ce procédé, calculées par le modèle et les simulations 

numériques, peuvent atteindre des valeurs jusqu’à 9.5° pour la vectorisation et 1.79°/% 

d’efficacité pour un taux d’injection de 5.3%. 

La réalisation du principe d’une double injection à débits égaux, constituée de deux 

injecteurs circulaires situés à 120° l’un de l’autre, ne semble pas répondre aux besoins de la 

vectorisation. Ce système étant très pénalisant sur le plan de l’efficacité comparé au système à 

un seul injecteur. En revanche, le principe d’une double injection à débits différents présente 

une nouvelle caractéristique importante. Cette caractéristique consiste à contrôler le vecteur 

poussée sur les trois axes. 

5.5 Calcul instationnaire 

La simulation numérique des écoulements instationnaires demeure incontournable 

pour l’étude des phénomènes physiques transitoires et leur impact sur les performances 

recherchées (agilité, manœuvrabilité, contrôle …etc.). Dans le cas de l’injection secondaire, la 

simulation de l’écoulement instationnaire nous permet, entre autres, d’estimer le temps de 

réponse des dispositifs associés à l’ouverture de la fente d’injection. 

Deux calculs instationnaires ont été effectués, le premier est un calcul bidimensionnel 

avec la tuyère de la NASA (paragraphe 5.1), pour un régime sur-détendu de NPR=4.6 et de 

SPR=0.7. Le deuxième est un calcul tridimensionnel avec la tuyère de Masuya à NPR=20 et 

SPR=1.0. Les calculs sont initiés à partir des résultats d’un cas stationnaire de non injection. 

Un pas de temps de 1.10
-7

 sec a été choisi. La Fig. 5-65 présente la variation de la déviation 

en fonction du temps pour les deux cas. Dans le cas 2D, une déviation de 8°, soit 97% de la 

valeur par rapport au cas stationnaire est obtenue après 1.5 milliseconde, tandis que dans le 

cas 3D la déviation est stabilisée au bout de 0.5 milliseconde. 
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Ces résultats sommaires restent très loin des valeurs expérimentales (2D notamment) 

constatées. Une étude approfondie reste nécessaire pour affiner ces résultats. 

 

Fig. 5-65  Variation de la déviation en régime instationnaire    
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Conclusion et perspectives 

Conclusion et perspectives 

Le but principal de ce travail était de développer un modèle analytique de la 

vectorisation fluidique par injection secondaire dans le divergent des tuyères axisymétriques, 

en vue d’orienter le vecteur poussée des moteurs fusées. Les systèmes traditionnels de 

vectorisation de la poussée sont performants mais leurs coûts et leurs poids sont excessifs. 

L’une des alternatives à la vectorisation mécanique est l’injection fluidique dans le divergent. 

Ce principe consiste à modifier le champ de pression sur le divergent de manière à produire 

des efforts latéraux dissymétriques affectant la déviation générale de la poussée. La 

configuration bidimensionnelle est plus ou moins abordée dans la littérature mais le problème 

d’injection dans une tuyère axisymétrique, qui est celui exploré dans cette thèse, n’apparaît, à 

notre connaissance, que dans quelques travaux expérimentaux. 

L’analyse de l’écoulement et des interactions entre le jet principal et secondaire a 

permis de bâtir un modèle analytique donnant le champ de pressions duquel sont déduits les 

efforts latéraux et la vectorisation de la poussée. La réalisation d’un tel modèle a permis de 

réduire considérablement le temps de calcul, comparé aux calculs numériques 

tridimensionnels, basés sur la résolution des équations de Navier-Stokes nécessitant des temps 

de calcul longs et parfois prohibitifs. Ce modèle peut constituer un outil très utile dans une 

phase de pré-dimensionnement. 

L’injection 3D traitant deux types d’injection, par une fente annulaire et par un 

injecteur circulaire traditionnel a été abordée. 

Le modèle analytique d’injection par une fente annulaire nous a permis d’évaluer la 

vectorisation issue d’une injection sonique dans le divergent pour des nombres de Mach de 

tuyères allant jusqu’à M=3. Le bilan de quantité de mouvement, appliqué à un volume de 

contrôle de la zone d’interaction des écoulements, nous a permis d’estimer la hauteur d’une 

marche montante équivalente, paramètre clé de notre modèle. 

Le modèle tridimensionnel a été validé sur les expériences de Wing et sur les résultats 

de nos simulations numériques. Le modèle élaboré prédit assez correctement la ligne de 
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séparation de la couche limite, autre paramètre important du problème, aussi bien en régime 

de sur-détente qu’en régime d’adaptation. L’injection annulaire s’avère plus efficace que 

l’injection circulaire en raison de la zone d’interaction, plus large, devant l’injecteur. 

L’injection circulaire, par sa simplicité, reste néanmoins une solution attractive pour la 

déviation de la poussée. 

L’étude paramétrique de l’injection annulaire dans la tuyère avec le profil de Masuya a 

fourni des angles de vectorisation et des efficacités très importantes : jusqu’à 12.1° de 

vectorisation et environ 2.4 °/% d’efficacité pour un taux d’injection limité à 5%. Les résultats 

pour la tuyère de Wing ont donné une déviation allant jusqu’à 16° pour un taux d’injection de 

7.2%. La modélisation comme la simulation numérique d’un tel type d’injection donnent une 

déviation maximale de la poussée de la tuyère pour des régimes de sur-détente et pour les 

rapports de pressions totales les plus élevés. 

L’angle du secteur d’injection est un autre paramètre important. L’étude a montré 

qu’un secteur de 60° à 90° donne le maximum de déviation. L’efficacité se réduit pour les 

secteurs inférieurs à 60° à cause de la diminution de la largeur de la zone de séparation. Par 

ailleurs l’efficacité est de plus en plus faible pour les secteurs supérieurs à 90° du fait du 

frottement pariétal sur les parois de l’injecteur et de la diminution de la largeur de la zone de 

séparation. L’efficacité est faible pour les secteurs supérieurs à 90° où la projection des forces 

de pression, dans le plan de symétrie du divergent, devient très faible. En effet, une partie des 

efforts pariétaux s’annule par symétrie dans ce cas. 

L’efficacité de ce type d’injection est donc optimisée par le choix du secteur 

d’injection, mais elle est aussi optimisée par la position de l’injecteur. Celui-ci doit être placé 

toujours vers la partie avale du divergent afin de supprimer le recollement du jet sur la paroi et 

de réduire la dépression qui en résulte. Cette position est aussi nécessaire pour repousser  la 

ligne de séparation du col de la tuyère et éviter ainsi l’impact du choc de décollement sur la 

paroi opposée, qui provoquerait des surpressions jouant dans le sens inverse. 

Après ce travail, différentes perspectives sont envisagées : 

⇒ Une Etude expérimentale de l’injection par un secteur annulaire qui peut confirmer 

les résultats du modèle pour ce type d’injection. Le profil de tuyère, autre que conique, doit 

être également envisagé.  



CONCLUSION ET PERSPECTIVES 

157  

⇒ L’injection supersonique par injecteur annulaire peut également être envisagée. En 

fait, l’augmentation du nombre de Mach du gaz injecté réduit la taille de l’injecteur et 

augmente sa dynalpie, d’après les études bidimensionnelles disponibles.  

⇒ L’injection à contre-courant a déjà montré son efficacité dans les études 

bidimensionnelles, une injection inclinée d’un angle donné à contre-courant par un secteur 

annulaire devrait être abordée. 

⇒ L’aspect instationnaire doit être également approfondi. En effet, le temps de 

réponse du système pourrait être un paramètre déterminant dans le choix de ce concept. 

⇒ L’aspect commande et pilotage devrait être un autre chapitre important à la suite de 

ces travaux. 
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Annexes 

A. Fonctionnement des tuyères supersoniques 

Annexe A 

Fonctionnement des tuyères supersoniques 

L’approche de la théorie monodimensionnelle des gaz calorifiquement parfaits  permet 

de décrire les régimes de fonctionnement d’une tuyère convergente-divergente et de 

comprendre la formation d’une onde de choc à l’intérieur de celle-ci. Nous proposons 

d’étudier une tuyère alimentée par un réservoir de gaz compressible ayant une pression et une 

température données. La section du col de la tuyère est Ac

 

et celle de la sortie est Ae. On va 

décrire l’écoulement au sein de la tuyère en fonction de la pression ambiante pa. La différence 

entre la pression génératrice en amont Pi et la pression en aval pa de la tuyère permet de créer 

un écoulement ; celui-ci est supposé isentropique tout au long de la tuyère. 

A.1. Régime subsonique et régime sonique 

Le premier régime d’écoulement est subsonique dans toute la tuyère (Fig. A.1). Nous 

abaissons progressivement la pression en aval de la tuyère, en partant d’une pression égale à 

celle du réservoir. Dès que la pression en sortie de la tuyère est inférieure à celle du réservoir, 

le gaz commence à parcourir la tuyère du réservoir vers la sortie. Le débit massique augmente 

progressivement jusqu’à atteindre une valeur limite quand l’écoulement au col est sonique. 

Cette valeur limite correspond à un nombre de Mach égal à 1 (vitesse du son au col). Le débit 

est alors bloqué et la pression en aval tend vers pasup. 

A.2. Fonctionnement d’une tuyère en régime supersonique 

En diminuant la pression de sortie, le débit au col reste bloqué et l’écoulement dans le 

divergent de la tuyère passe en supersonique. Si l’on continue à diminuer la pression, le 

nombre de Mach au col reste égal à 1 et il est supérieur à 1 dans une portion de la partie 

divergente. A un endroit de la partie divergente (fonction de la pression de sortie), une onde 

de choc droite apparaît. Au-delà de ce choc l’écoulement se met à décélérer et M<1.  
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Fig. A. 1  Principes de fonctionnement d’une tuyère, Bourgoing [39]    

Les effets visqueux rendent plus complexes les caractéristiques des régimes 

d’écoulement précités. On note pe la pression à la lèvre de la tuyère. Suivant la valeur de la 

pression ambiante, plusieurs régimes de fonctionnement en supersonique sont possibles : 

A.2.1 Adaptation 

A l’adaptation, l’écoulement le long de la tuyère suit une distribution de pression 

strictement décroissante depuis la pression chambre jusqu’à la pression de sortie qui est égale 

à la pression ambiante (pa tend vers painf). Au voisinage de la lèvre E (Fig. A.2), les lignes de 

courant moyennes du jet quittent le divergent sans subir aucune différence de pression 

statique. En quittant la lèvre E la couche limite du jet entre en contact avec le fluide ambiant 

et l’entraîne dans son sillage, ce qui forme une couche de mélange. 
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Fig. A. 2  Lignes de courant dans une tuyère à l’adaptation, Reijasse [35]   

A.2.2 Régime de sous-détente 

Le régime de « sous détente » est un régime hors adaptation. Pour tout fonctionnement 

de la tuyère à une pression ambiante inférieure à celle d’adaptation painf , l’écoulement de la 

tuyère se détend de la pression à la sortie à la pression pa lorsqu’il quitte la lèvre E. un 

faisceau d’ondes de détente centrées à la lèvre se forme permettant d’ajuster la pression de pa 

à pe (Fig. A.3). 

 

Fig. A. 3  Régime de tuyère en sous – détente, Reijasse [35]    

A.2.3 Régime de sur-détente 

L’autre régime hors adaptation est le régime dit de « sur détente » lorsque la détente 

des gaz dans la tuyère continue jusqu’à une pression statique p0 inférieure à la pression 

ambiante. En sur détente les gaz de la tuyère subissent un rapport de détente supérieure à celui 

de l’adaptation. La pression statique externe pa est supérieure à la pression statique interne p0 

résultant de la détente des gaz propulsifs dans la tuyère. Une contre pression s’exerce sur la 

couche limite du jet et un choc d’intensité p1/p0 voisin de pa/p0 se forme dans le divergent de 

la tuyère. 
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Sur - détente avec décollement naissant 

Lorsque l’intensité p1/p0 d’un gradient de pression adverse n’atteint pas la valeur 

critique au-delà de laquelle il y a décollement de la couche limite, le choc se forme à la lèvre 

de la tuyère (Fig. A.4) mais ne pénètre pas à l’intérieur de celle-ci. Il n’y a pas de point de 

décollement S situé en amont de la lèvre car la couche limite décolle de la tuyère au niveau de 

la lèvre. 

Fig. A. 4  Lignes de courant et profil de pression du décollement naissant   

Toutefois la sous-couche subsonique de la couche limite ressent la contre-pression en 

aval à partir de l’origine O de l’interaction située en amont de la lèvre. Sur la distance 

d’interaction OE la pression pariétale, évaluée depuis la pression statique p0 non perturbée 

jusqu’à la pression p1=pa immédiatement en aval du choc est toujours sensiblement inférieure 

à la pression ambiante. Ce régime de sur-détente dans lequel la tuyère ne subit qu’une amorce 

de décollement est qualifié de sur détente avec décollement naissant. 

Sur – détente avec décollement étendu 

Au-delà d’une certaine valeur critique d’intensité de compression, le choc d’intensité 

fait décoller la couche limite de la paroi sur laquelle elle s’était développée bien en amont de 

la lèvre, (Fig.A.5). Le décollement ainsi créé se produit dans la région d’un point S situé à 

l’intérieur de la tuyère et entraîne une profonde modification de l’écoulement de la couche 

limite initiale. Au niveau du point de décollement S, il se produit une compression rapide de 

l’écoulement interne à la tuyère. Le choc de décollement C1 fait dévier l’écoulement d’un 

angle ∆φ. 
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Fig. A. 5  Lignes de courant et profil de pression du décollement étendu    

Ce phénomène est très complexe et constitue un des éléments principaux de notre 

modélisation de l’injection secondaire. 
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B. Réalisation mécanique de la vectorisation 

Annexe B 

Réalisation mécanique de la vectorisation 

La vectorisation de la poussée dans les avions de combat est actuellement réalisée 

mécaniquement avec des ailerons mobiles qui dirigent l’écoulement sortant de la tuyère, F-15 

SMTD, F-18 HARV et F-22 sont des exemples d’avions de combat qui utilisent la 

vectorisation mécanique de la poussée Hunter [16]. Cette annexe présente les principales 

caractéristiques obtenues pour un tel type de vectorisation. Elle est inspirée de l’excellent 

résumé présenté par Mangin [11]. 

Les missiles furent les premiers à utiliser la vectorisation de poussée pour augmenter 

la manoeuvrabilité. Les exemples les plus connus de missiles vectorisés sont : le V2 allemand 

(début des années 40), le missile sol-air S-300P (SA-10) et le missile balistique nucléaire 

UGM-27 Polaris. 

De nombreux programmes américains lancés dans les années 90 ont porté sur la 

vectorisation mécanique de tuyères d’avion de combat. Un classement de ces projets est 

fourni dans le tableau B.1. 

Type 
Nombre de 

moteurs 

Système de 

vectorisation 
Axes de contrôle 

X – 31 A 1 externe PY 

YF – 22 2 interne P 

F/ A – 18H ARV 2 externe PYR 

F – 16M ATV 1 interne PY 

F – 15S/ MT D 2 interne P 

F – 15 ACTIVE 2 interne PYR 

 

Tableau  B.1  Classification des avions vectorisés, P : pitch (tangage), Y : yaw (lacet), R : roll (roulis) 

La phase 2 du projet F-18 High Angle of Attack Research Vehicle (HARV) a consisté 

en des essais en vol de 1991 à 1994 (193 vols) sur la vectorisation à la fois en tangage et en 
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lacet à haute incidence, Mason [57]. Trois volets dévient le jet propulsif à la sortie de chacune 

des deux tuyères (Fig. B.1). La manoeuvrabilité a été maintenue en vol stabilisé jusqu’à des 

angles d’incidence de 70° (le maximum était alors de 55° sans système de vectorisation) et à 

fort taux de roulis jusqu’à des angles d’incidence de 65° (le maximum était alors de 35°sans 

système de vectorisation). Néanmoins le système de vectorisation a ajouté 1100 kg au poids 

total du moteur (8300 kg à vide) sans compter les systèmes de sécurité ajoutés. 

 

 

Fig. B. 1 Exemple de l’avion vectorisée F-18 HARV     

Le projet de la NASA F-16 Multi-Axis Thrust Vectoring (MATV) fini en 1994 a 

permis de vectoriser la tuyère General Electric AVEN à la fois en tangage et en lacet avec des 

angles de vectorisation dépassant les 17° et un taux de 45°/s. 

Le NASA Dryden F-15 ACTIVE est un F-15 Eagle modifié prêté par l’US Air Force à 

la NASA pour effectuer des essais en vol de 1993 à 1999. Sa tuyère vectorisée Pratt & 

Whitney P/YBBN (Fig B.2) permet des déviations de poussée de 20° en tangage et en lacet à 

des taux compris entre 60 et 120 °/s. L’angle δm est l’angle géométrique de la tuyère et δp est 

l’angle de vectorisation. L’efficacité de la vectorisation est le rapport δp/δm. Il est conclut 

que : 

• l’efficacité de vectorisation dépend fortement du régime moteur et de l’angle 

géométrique. 
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• les résultats de simulations numériques et des essais en soufflerie sont en accord mais 

ne corrèlent pas correctement avec les données d’essais en vol. 

• lors des essais en vol, l’angle de vectorisation est inférieur à l’angle géométrique 

contrairement aux essais en soufflerie. 

• l’efficacité de vectorisation est proportionnelle à l’angle géométrique et inversement 

proportionnel au régime moteur. 

• l’efficacité maximale asymptotique est inversement proportionnelle au régime moteur. 

 

Fig. B.2  La tuyère orientable PABBAN     

Les russes ont également la maîtrise de la vectorisation mécanique avec notamment le 

Sukhoi Su-30 à canards et tuyères orientables. Une déviation de ±15° peut être obtenue en 

tangage et en lacet. Le Sukhoi Su-47 permet des déviations de la poussée de ±20° à un taux de 

30° par seconde. 
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C. Critères de décollement supersonique 

Annexe C 

Critères de décollement supersonique 

L’évaluation de la position de décollement est importante dans notre étude théorique, 

plusieurs expériences ont été réalisées afin de déterminer le critère de décollement permettant 

de trouver cette position. Des critères décrivent souvent le saut de pression jusqu’à la pression 

plateau en fonction des conditions de l’origine du décollement pp/p0, mais il y a aussi des 

critères qui fournissent le nombre de Mach après le choc oblique M1/M0. On résume ici les 

critères les plus répandus qui existent dans la littérature. 

Critère de Summerfield 

Il est tiré d’essais effectués dans une tuyère sur détendue dans une gamme de rapports 

de détente de 15 à 20 

0 0.4
p

p

p
=  

Critère de Zukoski 

Les expériences de Zukoski ont été réalisées sur des écoulement bidimensionnels 

plans pour un domaine de nombre de Mach supérieur à 2 

0

0

1
2

p
p M

p

 = + 
 

 

Critère de Chapman 

Il représente la valeur de la pression plateau dans la théorie de l’interaction libre où la 

fonction universelle vaut 6 dans ce cas 

2
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Critère de Schmucker 
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Il décrit le décollement dans les moteurs fusés à propergols liquides 

( )0.64

0
0

1.88 1p
P

M
p

= −  

Critère de Reshotko et Trucker 

1

0

0.762=
M

M
 

Critère de Campbell et Farley 

Il est tiré à partir des expériences de décollement dans des tuyères coniques avec des 

demi angles de 15°, 25° et 29°. 

1

0

0.76
M

M
=  

Critère de Green 

Il est conçu à l’issue des essais de tuyères conique pour des gaz à γ=1.4 

1

0

0.78
M

M
=  

Critère de Lawrence et Weynand 

Il est basé sur des expériences des tuyères bidimensionnelles et de révolution, galbées 

ou coniques 

1

0

0.8
M

M
=  

Critère de Bloomer, Antl et Renas 

Ils utilisaient pour concevoir ce critère des tuyères coniques de grand demi-angle 

1

0

0.85
M

M
=  
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Critère de Schilling 

Pour de tuyères coniques avec un demi-angle de 20° et γ=1.2 

0.1197
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Critère de Kalt et Bendall 

Il est conçu pour des tuyères coniques utilisant l’air froid et des propergols liquides ou 

solides 
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D. Calcul de la couche limite turbulente 

Annexe D 

Calcul de la couche limite turbulente 

D.1 Définition 

La couche limite est un phénomène que l’on observe le long des parois d’obstacles 

soumises à un écoulement. Ce phénomène est du au fait que la vitesse du fluide au contact de 

la paroi est nulle. La couche limite est la zone dans laquelle le fluide a une vitesse inférieure à 

V0 vitesse d’écoulement du fluide (vitesse à l’infini). Cette couche limite va donc restreindre 

la zone réellement utilisable pour l’expérience.  

On a vu que l’interaction entre l’onde de choc et la couche limite donne naissance à un 

large décollement dans la tuyère. Dans le calcul de la couche limite, il y a des fonctions 

caractéristiques qui sont appelées les épaisseurs, ce sont les suivantes : 

• Épaisseur dynamique δ : 

L’épaisseur dynamique δ est définie comme étant la distance à partir de la surface telle que 

Ve=0.99 V0, cette définition s’applique surtout  dans le cas d'une plaque plane en écoulement 

incompressible. 

• Epaisseur de déplacement δ1 : 

Cette définition de l’épaisseur de déplacement, consiste à remplacer la couche limite par une 

paroi fictive placée à une distance δ1 de la paroi. 

• Epaisseur de la quantité de mouvement δ2 : 

Cette conception est semblable à celle de l’épaisseur de déplacement. Elle montre la quantité 

de mouvement déficitaire et c’est une mesure du frottement total sur la plaque. 
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D.2 Propriétés de la couche limite  

Dans le cas des tuyères, la couche limite va diminuer le diamètre utile de sortie. Une 

fois calculée l’épaisseur de la couche limite le long de la face interne de la tuyère, on peut la 

retrancher du diamètre de sortie de la tuyère, on peut aussi définir le diamètre efficace de la 

tuyère. Les propriétés de la couche limite en amont du décollement ont été calculées à l’aide 

des relations de Michel. La méthode de Michel repose sur des relations de fermeture déduites 

de l’étude des couches limites à l’équilibre.  

On définit le facteur thermique pariétal par la relation suivante : 

f e

ie e

T T
r

T T

−
=

−
 

les indices ie, e et f correspondent respectivement aux conditions d’arrêt de l’écoulement 

extérieur, champs extérieur de la couche limite et grandeur du frottement. Avec r = 0.85 en 

écoulement laminaire ou r = 0.9 en écoulement turbulent. C’est précisément la mesure de la 

température d’équilibre d’une paroi plane en écoulement turbulent Tf  qui a permis de 

déterminer le facteur thermique de frottement, et donc d’avoir une estimation du nombre de 

Prandtl mixte Prm. Pour l’air, on trouve Prm=0.9. Certains auteurs relient r au nombre de 

Prandtl laminaire par 1/3
rr P= .  

Pour une paroi donnée, Tf est calculée avec l’équation : 

21
1

2
f

e

e

T
r M

T

γ −
− =  

l’épaisseur de déplacement δ1 et l’épaisseur de couche limite δ  peuvent être calculées avec 

les équations : 

2

2.591 9.15H
δ
δ

= − +  

1

5 2.591
1 .

2 H

δ
δ

= −  

La facteur de forme H est définit comme le rapport entre l’épaisseur de déplacement δ1 

et l’épaisseur de la quantité de mouvement δ2 : 
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1

2

H
δ
δ

=   

2 p f

i e

e

h h
H H M

h
α β

−
= + +  

L’indice i ici représente les valeurs de l’incompressible. Hi et β sont des valeurs qui ne 

dépendent pas de la nature du gaz, avec Hi= 2.591 ; α = 0.667 ; β= 2.9 en laminaire et Hi = 

1.4 ; α = 0.4 ; β=1.22 en turbulent. 

L’épaisseur de quantité de mouvement est calculée avec l’équation suivante : 

En laminaire : 2 1/ 2

0.664.

Rex

f
xδ =   

En turbulent : 2 1/ 6

0.0221.

Rex

f
xδ =  

Rex est le nombre de Reynolds défini comme: Re e e
x

e

U xρ
µ

= ,  

µ est la viscosité dynamique. 

f  prend en en compte la compressibilité de l’écoulement, est donné par les équations : 

En laminaire : 

1/ 2

r r

e e

f
ρ µ
ρ µ

 
=  

 
 

En turbulent : 

5/ 6 1/ 6

r r

e e

f
ρ µ
ρ µ

   
=    

   
 

où l’indice r représente les grandeurs de référence. 

rρ  et rµ  sont déterminées à partir de la température de référence rT  donnée par la relation : 

21
1 0.54 1 0.16. .

2
pr

e

e e

TT
r M

T T

γ  −
= + − + 

 
 

 

Pour calculer le coefficient de frottement pariétal, on utilise les relations suivantes : 

En laminaire : 
1/ 2

0.664

Ref

x

f
C =  

En turbulent : 
1/ 6

0.0368

Ref

x

f
C =  
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Ou bien sous la forme suivante en turbulent : 

0

2

2

2 Re
f

m

C k g

δ

=     avec  m0 = 1/5 

    k2 = 0.0086 

    

1/ 5

6 /5 e r

r e

T
g f

T

µ
µ

 
= =  

 
 

On détermine la température de référence Tr  par la formule de Monaghan : 

0.54( ) 0.16( )r e p e f eT T T T T T= + − + −  

Epaisseur de quantité de mouvement : 

( )2
0 1

2
f

C
m

x

δ
+ ,  soit  2 6

5 2
f

C

x

δ
=  

D.3 Méthode intégrale de Michel : 

La méthode de Michel est une méthode semi-empirique, elle permet d’évaluer les 

quantités intégrales et le coefficient de frottement d’une couche limite compressible avec 

gradient de pression modéré. Elle s’appuie sur les résultats de la plaque plane, une intégration 

de l’équation de quantité de mouvement et une correction compressible, pour plus de détail 

voir les cours de Couche limite de Lengrand [69]. 

De manière générale, elle fournit des meilleurs résultats que les autres méthodes. 

Cependant cette méthode a tendance à estimer le décollement de la couche limite pour des 

valeurs de facteur de forme H (Epaisseur de déplacement δ1 / Epaisseur de la quantité de 

mouvement δ2 ) beaucoup plus faibles que celles trouvées expérimentalement. 

Pour calculer la couche limite sur un obstacle de forme quelconque, on suppose 

connus : la forme de l’obstacle, la répartition de température à la paroi ( )pT x  et l’écoulement 

extérieur (indice e). On se place dans le cas compressible (laminaire ou turbulent), le cas 

incompressible, qui n’en est qu’un cas particulier,  se traite par la même façon.  

Le principe de la méthode intégrale consiste à intégrer l’équation globale de quantité 

de mouvement pour l’obstacle considéré, en admettant que, localement, le coefficient de 

frottement est relié à l’épaisseur δ2  par la même relation que pour la plaque plane, on utilisera 
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cette méthode (qui respecte la conservation de la qualité de mouvement mais pas celle de 

l’énergie) pour les cas où le problème dynamique est essentiel et le problème thermique 

secondaire. Les obstacles considérés ici pourront être, soit des obstacles bidimensionnels 

plans, soit des corps de révolution.  

L’équation de conservation de la qualité de mouvement (équation globale de Von-

Karman) sous sa forme complète : 

2
2

2 1 1

2
f e e

e e

C du dd H dR

dx u dx dx R dx

ρδ
δ

ρ
 +

= + + + 
 

 

où R est le rayon transversal du corps de révolution ( R=1 en écoulement plan). 

On cherche à intégrer en δ2 . Il faut donc éliminer H et 
2

fC
. Ce sont ces grandeurs que l’on 

exprime par les relations locales de la plaque plane.  

0

2

2

2 Re
f

m

C k g

δ

=  et 2 p f

i e

e

h h
H H M

h
α β

−
= + +  

En reportant 
2

fC
dans l’équation de Karman, et en multipliant par ( ) 0

0 21 m
m δ+ , on trouve :  

( ) ( ) ( )0 0

0

12
0 0 2 2 0

2 1 1
1 1 1m m e e

m

e e
e e

e

du ddkg H dR
m m m

dx u dx dx R dxu

ρδ
δ δ

ρδ
µ

+  +
+ = + + + + + 

   
 
 

 

on pose : 0 1
2
m

Y δ +=  et  ( )0

2 1 1
( ) 1e e

e e

du dH dR
P x m

u dx dx R dx

ρ
ρ

 +
= + + + 

 
 ; 

( )
00( ) 1

m

e e

e

kg
Q x m

uδ
µ

= +
 
 
 

, et l’équation devient ( ) ( )
dY

P x Y Q x
dx

+ = , qui s’integre en : 

1
1

( )( )

1 2 21
( ) ( )

x
x

x
x

P t dtxP t dt

x
Ye Y x e Q x dx

∫∫ = + ∫  

t et x2 sont les variables muettes d’intégration qui représentent l’abscisse curviligne le long de 

la paroi. On désigne par x1 l’abscisse de départ de l’intégration. Le problème est résolu 

puisque ( )P x  et ( )Q x  sont connus à partir des données du problème.  
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L’intégration va donner l’évolution de δ2 . On  en déduit le Cf local, puis, par 

intégration, la force de frottement globale. Connaissant δ2  et H à chaque point, on calculera 

l’écoulement extérieur autour d’un obstacle épaissi de δ1. 

On remplace H par son expression  

( ) ( )2
0( ) 2 1p fe e e e

i e

e e e e e

T Tdu du du d dR
P x dx H M m

u u T u R

ρ
α β

ρ

− 
= + + + + + + 

 
 

On regroupe le terme contenant Me avec e

e

d ρ
ρ

. En effet, dans l’écoulement extérieur, 

supposé isentropique (sinon, il faudrait faire des calculs successifs sur chaque intervalle où 

l’écoulement extérieur est isentropique), on a : 

e e e edp u duρ= −  (équation de la dynamique) et 

2e
e

e

dp
a

ρ
=  (Vitesse du son)² 

D’où : 

( ) ( ) ( )0( ) 2 1 1p fe e e
i

e e e e

T Tdu d du dR
P x dx H m

u T u R

ρ
α β

ρ

− 
= + + − + + + + 

 
 

et : 

( )( ) ( )( ) ( )

( )( ) ( )( ) ( ) ( )
0 0 0

2 2
2

0 0 01 1

1

2 1 1 1 1

02 1 1 1 1
( ) 1

i

i

H m m m

e e ex xx p f e

H m m mx x
e ee e e

x

u R T T du
P x dx Log m

T uu R

α

α

ρ
β

ρ

+ + − + +

+ + − + +

  − 
= + +

 
 

∫ ∫  

on pose : 

( )( ) ( )( )0 02 1 1 1( ) iH m m

e eF x u
αρ+ + − +=  

et ( ) 2

1
0( ) exp 1

x
p f e

x
e e

T T du
E x m

T u
β

− 
= + 

 
∫  

La solution s’écrit : 
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( ) ( )
0

0 0

01
1

1
1 1

2 2 0

. . .
( ) ( ) ( 1)

x m
m m

men x en x
x e e

e

g F E R
FE R FE R k m dt

u
δ δ

ρ
µ

+
+ += + +

 
 
 

∫  

On peut donc calculer δ2  en tout point, à conditions de le connaître en une abscisse x1. 

Pour un obstacle effilé, on part du bord d’attaque où la couche limite n’existe pas encore : 

δ2=0 en x2=0. 

Pour calculer la couche limite dans le divergent d’une tuyère supersonique, on peut 

partir du col x1=0 et admettre que la couche limite y est très mince δ2=0, ce qui évidemment 

ne donne pas de résultats valables au voisinage du col, mais donne souvent des résultats 

corrects quand on s’en éloigne. 

Dans d’autre cas, c’est un calcul préliminaire qui donnera les conditions de départ de 

l’intégration. La méthode est applicable aussi en laminaire qu’en turbulent, en prennent les 

valeurs adéquates de k, m0 et Hi : 

- Laminaire k=0.226 m0=1   Hi=2.59 

- turbulent  k=0.00086 m0=1/5  Hi=1.4 

et les expressions correctes de g. 


