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Résumé


Des améliorations sont apportées aux formules et aux procédés de calcul pour l’étude des hélices et des éolienne d’efficacité maximum.


Ces améliorations éliminent l’approximation des petits angles et beaucoup d’autres hypothèses dites de « faible charge », qui sont d’usage courant dans la théorie classique de calcul.


Bien que la contraction radiale du sillage soit encore négligée, certains termes de viscosité ont été ajoutés aux vitesses induites car ils prennent une certaine importance aux faibles nombres de Reynolds ou dans le cas de traînée de profil importante.


On introduit un schéma itératif de calcul pour améliorer les précisions relatives à la vitesse de glissement des tourbillons et à la distribution des angles de flux.


Les déficits de quantité de mouvement dus au flux radial peuvent être estimés par les fonctions de perte de quantité de mouvement de Prandtl ou de Goldstein. Pour ce qui concerne la fonction la moins complexe (Prandtl), l’approximation de « faible charge » peut être éliminée à la fois pour l’étude et pour l’analyse.


Les méthodes présentées ci-après sont maintenant bien adaptées à l’étude et à l’analyse, même appliquées au cas des faibles nombres de Reynolds et aux charges au disque importantes.


Qui plus est, l’exactitude des résultats rend possible la vérification empirique de la condition de Batz qui stipule que l’obtention d’une vitesse uniforme de glissement dans le sillage est une condition pour l’étude d’hélice d’efficacité maximum.


Notations


a	=	facteur d’induction axiale


a’	=	facteur d’induction en rotation


B	=	nombre de pales


b	=	facteur d’accroissement de vitesse axiale


c	=	corde du profil de pale


Cd	=	coefficient de traînée du profil


Cl	=	coefficient de portance du profil


Cp	=	coefficient de puissance = P/((.n3.D5)


CT	=	coefficient de poussée    = T/((.n2.D4)


Cx	=	coefficient de force pour le calcul du couple


Cy	=	coefficient de force pour le calcul de poussée


D	=	diamètre de l’hélice  =  2R


D’	=	traînée par unité de longueur


F	=	facteur de perte de quantité de mouvement de Prandtl


G	=	fonction de circulati�on


J	=	rapport d’avancement  =  V/(n.D)


L’	=	portance par unité de longueur


n	=	nombre de tours par seconde de l’hélice


P	=	puissance fournie à l’hélice


Pc	=	coefficient de puissance = 2P/((.V3.(R2)


Q	=	couple


R	=	rayon en bout d’hélice


r	=	coordonnée radiale


T	=	poussée


Tc	=	coefficient de poussée   = 2T/((.V2.(R2)


V	=	vitesse à l’infini amont


v’	=	vitesse axiale de glissement du sillage


W	=	vitesse locale globale (au voisinage d’un élément de pale)


wn	=	vitesse normale au feuillet tourbillonnaire


wt	=	vitesse tangentielle


x	=	distance adimensionnelle  =  (.r/V


(	=	angle d’attaque


(	=	angle de vrillage de la pale


(	=	circulation


(	=	rapport traînée/portance


(	=	rapport de vitesse de glissement  =  v’/V


(	=	rendement de l’hélice


(	=	rapport de vitesse  =  V/((.R)


(	=	rayon adimentionné  =  r/R = (.x


(o	=	rayon adimensionné en pied de pale


(e	=	rayon de Prandl adimentionné


(	=	masse spécifique du fluide


(	=	plénitude locale  =  B.c/2(R


(	=	angle de flux


(t	=	angle de flux en extrémité de pale


(	=	vitesse angulaire de l’hélice


Sauf indication contraire, le signe « ’ » (prime) désigne la dérivée par rapport à r ou (


Introduction


En 1936, H. Glauert écrivit un traîté désormais classique sur la théorie de l’hélice. Dans cet ouvrage, on combine la théorie de la quantité de mouvement à l’étude locale des profils(calcul par anneau élémentaire), et après correction des pertes de quantité de mouvement dues au flux radial, on obtient une bonne méthode d’analyse pour n’importe quel type d’hélice, malgré que la contraction du sillage tourbillonnaire soit négligée. Bien que la théorie ait été développée pour de faibles charges au disque (faible poussée ou faible puissance par unité de surface du disque), elle donne d’assez bons résultats dans le cas de charge modérée et, vu sa simplicité, on l’utilise couramment pour estimer les performances, même dans le cas de fortes charges au disque.


Bien que les conditions à remplir lors de l’étude pour obtenir une perte d’énergie minimum aient été établies par A. Betz dès 1919, aucune procédure détaillée pour réaliser cet effet n’apparaît dans le document de Glauert. Les équations produites font un usage intensif de l’approximation des faibles angles et les relations ne sont applicables qu’au cas des faibles charges.


La théorie de la quantité de mouvement par anneau élémentaire prit plusieurs décades avant d’être acceptée universellement pour l’analyse, seulement après que les données de profil et les procédures de test d’hélice soient devenues suffisamment précises pour en valider l’utilité.


Mais les équations de calcul, sous leur forme rudimentaire, demeurèrent inusitées encore pour quelques décades supplémentaires, cédant le pas à l’expérimentation et à l’expérience pour l’élaborations de nouveaux projets.


Assez récemment (1979), E. Larrabee exhuma les équations et présenta une procédure directe pour optimiser l’étude. Trois problèmes demeuraient cependant :


- d’abord, elles utilisent l’approximation des petits angles.


- ensuite, la détermination de la vitesse de glissement n’est précise que dans le cas des faibles valeurs (faible charge), bien qu’une correction approchée soit suggérée pour les charges modérées.


- enfin, il manque des termes de viscosité dans les expressions des vitesses induites.


L’objet de ce papier est de corriger ces difficultés et d’assurer que la méthode d’étude est en parfait accord avec l’analyse. Après cela, il devient possible de vérifier empiriquement l’optimalité de l’étude.


Equations relatives à la quantité de mouvement


La théorie générale de la quantité de mouvement axiale est décrite en détail par Glauert, et on donne simplement ici un bref aperçu pour souligner quelques caractéristiques importantes.


Considérons, loin en amont, un élément de fluide de masse dm contenu dans un tube de flux dont la section est un anneau mince, se dirigeant à la vitesse V vers le disque balayé par l’hélice. Il arrive dans le plan du disque avec une vitesse accrue V.(1+a), où a est appelé le facteur d’induction axiale. Au niveau du disque, dm se situe dans un anneau de section 2(r.dr et le débit massique par unité de rayon traversant le disque est 2(r.(.V.(1+a), en négligeant le flux radial.


L’élément dm se déplace vers l’aval et sa vitesse dans le sillage croît jusqu’à la valeur V.(1+b), où b est appelé le facteur d’accroissement de vitesse axiale. La théorie axiale des quantités de mouvement dit que b vaut exactement 2a, alors que la théorie générale (qui tient compte de la mise en rotation du flux) donne pour b la valeur approximative 2a. En utilisant l’approximation axiale, généralement acceptée, la variation totale de quantité de mouvement de l’élément est 2V.a.F.dm où F, facteur de perte de quantité de mouvement , tient compte du mouvement radial du flux.


La poussée T’ par unité de rayon exercée sur l’anneau peut alors s’exprimer par :


			T’  =  dT/dr  =  2(r.(.V.(1+a).(2V.a.F)			(1a)


Par un raisonnement similaire, le couple Q’ par unité de rayon est donné par :


			Q’/r  =  2(r.(.V.(1+a).(2(.r.a’.F)				(1b)


Où ( est� la vitesse angulaire de l’hélice et a’ est appelé le facteur d’induction en rotation.
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La géométrie du flux autour d’un élément de pale au niveau du disque est indiquée à la figure 1, où la vitesse locale globale W agit sur l’élément de pale avec l’angle d’attaque ( et rencontre le disque avec l’angle de flux (. Le facteur de perte de quantité de mouvement F va de 1 à l’emplanture (où le flux radial est typiquement négligeable), à 0 en extrémité, et ressemble à la charge d’une aile le long de l’envergure. L’expression fonctionnelle de ce facteur a d’abord été estimée par Prandtl, et une formule plus précise (mais aussi plus complexe) a été fournie par Goldstein et Lock.


Equations relatives à la circulation


En chaque position radiale de la pale se développent des tourbillons infinitésimaux qui se déplacent vers l’aval en formant un feuillet tourbillonnaire d’allure hélicoïdale. Puisque ces tourbillons suivent la direction du flux local, l’angle de l’hélice constituée par un filet tourbillonnaire est l’angle de flux ( introduit en figure 1.


La condition de Betz pour une perte d’énergie minimum, en négligeant la contraction radiale du flux, est que le feuillet tourbillonnaire soit une surface hélicoïdale régulière; c’est à dire que r.tang(() soit une valeur constante, indépendante du rayon. Ce feuillet tourbillonnaire optimal agit comme une vis d’Archimède, entraînant le fluide vers l’aval entre des surfaces hélicoïdales rigides.


Au rayon r de la pale, la poussée totale par unité de rayon vaut :


			L’  =  dL/dr  =  B.(.W.(					(2)


et dans le sillage, la circulation dans l’anneau correspondant est :


			B.(  =  2(r.F.wt						(3)


Où wt est la vitesse tangentielle locale dans le sillage et B est le nombre de pales


En rendant la circulation ( de (2) égale à celle de (3) on obtiendra finalement la distribution de circulation ((r) qui minimise la puissance induite de l’hélice.
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Pour obtenir la fonction ((r), il faut relier wt à une quantité que l’on puisse évaluer. La figure 2 montre le filament tourbillonnaire de sillage au rayon r et la définition des diverses composantes de vitesse à cet endroit. Le mouvement du fluide doit être normal au feuillet tourbillonnaire local, et cette vitesse normale est notée wn. La vitesse tangentielle est alors donnée par la relation :


			wt  =  wn.sin(


Cependant, dans un système de coordonnées fixe lié au plan du disque balayé par l’hélice, la vitesse axiale du filament tourbillonnaire est :


			v’  =  wn/cos(


Où l’accroissement d’amplitude de v’ par rapport à wn est dû à la rotation du filament. Ceci est analogue à une enseigne de coiffeur sur laquelle on dirait que les bandes se glissent alors qu’il n’existe qu’un mouvement de rotation. On verra clairement qu’il est commode d’utiliser la vitesse v’ de glissement du tourbillon et le taux correspondant de vitesse de glissement (  =  v’/V. La vitesse tangentielle vaut alors :


			wt  =  V.(.sin(.cos(


et la circulation (3) peut s’écrire :


			(  =  2(V2.(.G/(R.()						(4)


Où G est la fonction de circulation :


			G  =  F.x.sin(.cos(						(5)


et x est le taux de vitesse :


			x  =  r.(/V


Les équations de circulation pour la poussée T’ et le couple Q’ par unité de rayon peut s’écrire d’après la figure 3 :


			T’   =   L’.cos( -D’.sin(  =  L’.cos(.(1-(.tg()		(6a)


			Q’/r  =  L’.sin( +D’.cos(  =  L’.sin(.(1+(/tg()		(6b)


Où ( est le rapport traînée/portance de l’élément de pale. Ensuite, en utilisant (2), la portance par unité de rayon L’ peut être remplacée par ((r) qui à son tour est reliée aux conditions du sillage par (3). En se basant sur le flux dans le sillage, ((r) est s’exprime à partir de (4) et de (5) et T’ et Q’/r se réduisent à des fonctions de ( et de la vitesse de glissement (  =  v’/V.


L’angle local de flux ( est évidemment fonction du rayon; cependant, à ce stade de l’étude, la distribution optimale de ((r) n’est pas encore fixée. Plusieurs diagrammes et une photographie ......... du feuillet tourbillonnaire se trouvent à la référence 8.
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Conditions de pertes d’énergie minimum


A partir d’ici, on s’écarte de la procédure de calcul de Larrabee et l’équation de quantité de mouvement (1) et les équations de circulation (6) sont supposée être rigoureusement égales. Cette condition conduit à relier les facteurs d’induction au taux de vitesse de glissement ( par les équations :


			a  =  ((/2).cos2(.(1-(.tg()					(7a)


			a’  =  ((/2x).cos(.sin(.(1+(/tg()				(7b)


où les termes en ( décrivent correctement la contribution due à la viscosité.


Les équations (7), jointes à la géométrie de la figure 1, conduisent à la relation simple et importante :


			tg(  =  (1 +(/2)/x  =  (1 +(/2).(/(				(8)


Ici, ( est le taux de vitesse V/((.R) (une constante) et ( est le rayon adimensionné r/R qui varie de (o, en pied d’hélice, à l’unité, en bord de disque. La relation entre les deux mesures adimensionnées et le taux de vitesse constant est :


			x  =  (.r/V  =  (r/R)/(  =  (/(


En faisant appel à la condition de Betz, r.tg( = cte, (8) montre que pour que le feuillet tourbillonnaire soit une surface hélicoïdale régulière, la vitesse de glissement ( doit être une constante indépendante du rayon; ceci est alors la condition pour minimiser les perte d’énergie.


Expressions des contraintes


Pour le calcul, il faut spécifier soit la poussée T produite par l’hélice, soit la puissance P fournie à l’hélice. Les coefficients sans dimention de poussée et de puissance utilisés pour le calcul sont :


			Tc  =  2T/((.V2.(R2)						(9a)


			Pc  =  2P/((.V3.(R2)


			      =  2Q.(/((.V3.(R2) 					(9b)


En utilisant ces définitions (6) peut s’écrire :


			Tc’  =  I’1.( -I’2.(2						(10a)


			Pc’  =  J’1.( +J’2.(2						(10b)


Où les signes « prime » indiquent les dérivées par rapport à (, et :


			I’1  =  4(.G.(1-(.tg()						(11a)


			I’2  =  (.(I’1/2().(1+(/tg().sin(.cos(				(11b)


			J’1  =  4(.G.(1+(/tg()						(11c)


			J’2  =  (J’1/2).(1-(.tg().(cos()2				(11d)


Puisque ( est constant pour un résultat optimal, la spécification de la poussée conduit aux équations suivantes des contraintes :


			(  =  (I1/2I2) -[(I1/2I2)2 -Tc/I2]1/2				(12)


			Pc  = J1.( +J2.(2�						(13)


De façon semblable, si la puissance est spécifiée, les relations des contraintes sont :


			(  =  -(J1/2J2) +[(J1/2J2)2 +Pc/J2]1/2				(14)


			Tc  = I1.( -I2.(2						(15)


Où l’intégration a été effectuée dans l’intervalle ( = (o à ( = 1


Géométrie de la pale


Soit (c) la corde et (Cl) le coefficient local de portance relatifs à l’élément dr d’une pale. Dans ce cas, la portance par unité de longueur de la pale est :


			(.W2.c.Cl/2  =  (.W.(


Avec ( donné par (4). Il en résulte directement :


			W.c  =  4(.(.G.V.R.(/(Cl.B)					(16)


Supposons pour l’instant que la vitesse constante de glissement ( soit connue; alors la valeur locale de ( est connue d’après (8) et la relation précédente es uniquement fonction du coefficient local de portance. Puisque le nombre de Reynolds local est W.c divisé par la viscosité cinématique, la relation (16) avec le choix de Cl détermine le nombre de Reynolds ainsi que le rapport (() traînée/portance à partir des données de profil de section.


La vitesse globale est alors déterminée par (figure 1) :


			W  =  V.(1+a)/sin(						(17)


Où a est donné par (7); la corde est alors calculée par (16). Si le choix de Cl rend ( minimum, alors les pertes concernant aussi bien la viscosité que la quantité de mouvement sont minimisées et le rendement global de l’hélice a la plus grande valeur possible. Si la résistance de la pale se révèle insuffisante à l’emplanture, Cl peut être réduit pour augmenter la corde ou un profil plus épais peut être utilisé dans cette zone. En première approche, il est généralement suffisant de choisir un Cl, le Cl d’étude, pour déterminer la géométrie de la pale. Puisque l’angle d’attaque ( est connu à partir de Cl et du nombre de Reynolds, le vrillage de la pale par rapport au disque (le pas) est (  =  ( + (. G vaut 0 en bord de disque et la corde d’extrémité est donc toujours nulle pour un coefficient de portance défini.


Procédure de calcul


On peut utiliser soit la formule de Prandtl, soit celle de Goldstein pour la fonction F de perte de quantité de mouvement. Pour des raisons de simplicité, seule la formule de Prandtl est donnée ici :


			F  =  (2/().arcos(e-f)						(18)


Remarque : pour les besoin du calcul, la forme F  =  (2/().artg[(e2f-1)]1/2 est plus commode.


où			f  =  (B/2).(1-()/sin(t						(19)


(t étant l’angle de flux en bout de pale. Alors, d’après (8) :


			tg(t  =  (.(1+(/2)						(20)


De telle sorte que le choix de ( détermine la fonction F ainsi que ( par :


			tg(  =  (tg(t)/(						(21)


Qui est simplement la condition pour que le feuillet tourbillonnaire du sillage soit une surface hélicoïdale rigide (r.tg(  =  cte)


Ensuite, on choisit une valeur initiale pour le taux de vitesse de glissement, soit à 0 dans le cas de l’approximation de faible charge, soit à la valeur approchée :


			(  =  ½ Pc/((e2 -(o2)  =  ½ Tc/((e2 -(o2)


Où (o est le rayon adimensionné en emplanture et (e est le rayon adimentionné effectif de Prandtl donné par :


			(e  =  1 -1,386(/B


Une valeur initiale non nulle pour ( réduit simplement le temps de calcul sans augmenter la précision finale.


Le calcul est initialisé à partir des éléments spécifiés, à savoir la puissance (ou la poussée), les rayons en emplanture et en extrémité, la vitesse de rotation, la vitesse à l’infini amont, le nombre de pales et un nombre fini de section en envergure où la géométrie de la pale doit être définie. On doit aussi spécifier le coefficient de portance, un par section s’il n’est pas pris constant.


La procédure de calcul comporte alors les différentes étapes suivantes :


1. choisir une valeur initiale de (  (( = 0 convient)


2. déterminer les valeurs de F et de ( en chacune des sections de pale par (18 - 21)


3. déterminer Wc et le nombre de Reynolds par (16)


4. déterminer ( et ( à partir des données de profil des sections


5. si ( doit être minimisé, modifier Cl et reprendre les étapes 3 et 4 jusqu’à l’obtention du minimum en chaque section.


6. déterminer a et a’ à partir de (7) et W à partir de (17)


7. calculer la corde d’après l’étape 3 et le vrillage ( = ( +(


8. déterminer les quatre dérivées en I et J d’après (11) et en faire l’intégration numérique de ( = (o à ( = 1


9. déterminer ( et Pc à partir de (12-13) ou ( et Tc à partir de (14-15)


10. si cette nouvelle valeur de ( n’est pas assez proche de la précédente (à moins de 0,1% par exemple), reprendre le calcul à l’étape 2 avec la nouvelle valeur de (.


11. évaluer l’efficacité de l’hélice par Tc/Pc ainsi que les autres caractéristiques telles que la plénitude, etc...


Les pocédures ci-dessus convergent rapidement par substitution directe de (, nécessitant rarement plus de trois essais. Une description précise des pertes par viscosité peut s’obtenir en effectuant un second calcul avec ( = 0 et en relevant la différence d’efficacité de l’hélice.


Analyse d’une réalisation quelconque


La méthode d’analyse est décrite ici pour discuter des problèmes de convergence des réalisations empiriques et des hélices à bout rectangulaire en général, et pour montrer deux légères erreur dans l’ouvrage de Glauert. La figure 4 (qui est simplement une autre �présentation de la figure 3) montre la relation entre les coefficients de force Cy et Cx et les coefficients Cl et Cd. Les équations sont :


			Cy   =   Cl.cos( -Cd.sin(


			Cx   =   Cl.sin( +Cd.cos(


et les relations pour la poussée T’ et le couple Q’ par unité de rayon sont alors :


			T’  =  ½ (.W2.B.c.Cy						(22a)


			Q’/r  =  ½ (.W2.B.c.Cx					(22b)
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De plus, il faut que les valeurs de charge (22) soit exactement égales aux effets de la quantité de mouvement (1). En considérant la géométrie du flux de la figure 1, ceci nécessite que les facteurs d’induction soient :


			a  =  (.K/(F-(.K)						(23a)


			a’  =  (.K’/(F+(.K’)						(23b)


		où	K  =  Cy/(4sin2()						(24a)


			K’  =  Cx/(4cos(.sin()					(24b)


et ( est la plénitude locale donnée par :


			(  =  B.c/(2(R)


Les équations (23) corrigent la position du facteur F utilisé par Glauert dans son équation (5.5) du chapitre VII, comme l’avait noté Larrabee.


La relation donnant l’angle de flux est obtenue d’après la figure 1 et (23) :


			tg(  =  [V.(1+a)]/[(.r.(1-a’)]					(25)


Pour déterminer l’expression de la fonction F dans (18), Glauert propose d’utiliser la relation sin(t  =  (.sin( dans (19). Il est préférable d’utiliser plutôt (21), i.e. :


			tg(t  = (.tg(


Qui est exacte pour l’analyse d’une hélice dont l’étude a été réalisée de façon à la rendre optimale.


La procédure d’analyse nécessite une solution itérative pour la détermination de l’angle de flux ( en chaque position radiale (. Une valeur approchée initiale pour ( peut s’obtenir d’après (8) en faisant ( équal à zéro. Puisque le vrillage de la pale est connu, la valeur de ( sur la figure 3 est ( -( et les coefficients de la section de pale sont déterminés à partir des données du profil.


Le nombre de Reynolds est déterminé par la donnée de la corde et la vitesse globale W obtenue d’après la figure 1 et (23a).


Une nouvelle estimation de ( s’obtient alors avec (25). La substitution directe de la nouvelle valeur de ( à la place de l’ancienne, provoque à coup sûr la convergence dans le cas de l’analyse d’une hélice ayant fait l’objet d’une étude optimale.


Toutefois, pour l’analyse d’une hélice inconnue où non optimale, une combinaison de l’ancienne et de la nouvelle valeur de ( peut être nécessaire pour assurer une convergence correcte. Dans certains cas (habituellement au voisinage de l’extrémité), la convergence peut se révéler totalement impossible en raison des valeurs élevées prises par les facteurs d’induction a et a’ dans (23). Comme F vaut zéro en extrémité alors que ( y est différent de zéro, dans le cas d’une hélice à bout droit par exemple, a prend la valeur -1 et a’ la valeur +1. Ces valeurs sont physiquement impossibles du fait que les facteurs de glissement valent environ deux fois les valeurs prises dans le plan de l’hélice. Wilson et Lissaman proposent des relations empiriques pour résoudre ce problème, tandis que Viterna et Janetzke fournissent des arguments empiriques pour figer la valeur de a et a’ à 0,7 ((/F possède une valeur fini en bout de pale pour une hélice optimale.


Pour l’analyse, on retiendra les coefficients conventionnel de poussée et de puissance :


			CT  =  T/((.n2.D4)


			Cp  =  P/((.n3.D5)


Où n est le nombre de tours par seconde et D est le diamètre de l’hélice. En utilisant (22) et (24), les formules différentielles, par rapport à (, sont données par :


			Ct’  =  (n3/4).(.Cy.(2.F2.K’/[(F+(.K’).cos(]2 


			Cp’  =  Ct’.(.(.Cx/Cy 


Après intégration de ces expressions depuis le pied jusqu’en extrémité, le rendement de l’hélice vaut :


			(  =  Ct.J/Cp


Où J  =  V/(nD) est le rapport déplacement/diamètre. Les performances de l’hélice sont décrites typiquement par les courbes de Ct, Cp et ( en fonction de J.


Données de profil de pale


Dans les discussions précédentes, on fait référence à l’utilisation des caractéristiques du profil sous la forme des courbes de portance et des polaires de traînée. Ces données doivent inclure une estimation fiable de l’évolution de la traînée en fonction du nombre de Reynolds dans toute la gamme où l’hélice est susceptible de fonctionner.


De plus, une connaissance détaillée du comportement du profil au delà du décrochement, jusqu’à des angles d’attaque de 90° est essentielle pour prédire les performances d’équipement non étudiés, particulièrement dans le cas des eolienne. Ces données sont difficiles à obtenir; cependant, leur importance ne doit pas être sous-estimée.


Optimisation empirique


Au chapitre VII de l’ouvrage de Glauert, l’équation (2.20) montre qu’en ne tenant pas comptes des frottements visqueux, la distribution de circulation la plus favorable est celle qui assure une vitesse de glissement constante de l’ensemble du sillage. Ici, le terme x2/(1+x2) représente, pour les petits angles, l’approximation de la fonction de circulation G donnée par (5) dans ce papier. L’effet de la traînée du profil est donné par Glauert dans son équation (3.5) qui établit que la distribution optimale du rapport de vitesse de glissement est :


			(  =  (0 -(.x						(26)


Où l’effet de la traînée du profil sur la poussée est négligée. Afin d’étudier ce problème de façon empirique, considérons une fonction générale H(x) et les deux termes du premier ordre de son développement en série de Laurent, 1/x et x, et écrivons la distribution de vitesse de glissement sous la forme, incluant le cas de (26) :


			(  =  (0 +(1.x +(2/x					(27)


On désire déterminer les valeurs de (1 et de (2 qui rendent maximum le rendement de l’hélice sous les contraintes exprimées en (10). Pour résoudre ce problème, ( dans (10) est remplacé par l’expression (27). Alors, le choix de (1 et de (2 permet la détermination de (0 et le calcul du rendement global de l’hélice.


Une étude .... de diverses hélices .... a été entreprise en utilisant les procédures d’étude et d’analyse décrites dans ce papier. Sans imposer de conditions, on peut trouver des valeurs de (1 et de (2 permettant d’accroître le rendement de l’hélice. C’est pourquoi on a conclu qu’une vitesse de glissement constante est optimum au moins localement, que la traînée du profil soit prise en considération ou non.


La perte de quantité de mouvement et les pertes par viscosité ne présentent alors aucun couplage.


la première est minimisée par une vitesse de glissement constante, les secondes le sont en choisissant une distribution des Cl telle que le rapport traînée/portance soit partout minimum.


Eoliennes


Toutes les analyses décrite dans ce papier sont directement applicables au cas des éoliennes après quelques modifications mineures concernant la définition des angles de la figure 1. La géométrie correspondante des flux relatifs à l’éolienne est présentée en figure 5, où la principale différence, par comparaison au cas de l’hélice, est l’inversion de la section de pale entraînant la mesure de l’angle d’attaque de signe opposé par rapport au vecteur vitesse.


�EMBED MSDraw.Drawing.8.2���


Les relations concernant les angles sont respectivement, comme le montrent les figures 5 et 1 :


			éolienne	(  =  ( -(


			hélice		(  =  ( -(


En considérant encore les figures 5 et 1, Cl est négatif dans le cas de l’éolienne par rapport à la valeur définie pour l’hélice et ce changement de signe, joint à la nouvelle définition d’angle, convertie les méthodes des hélices pour l’application à l’éolienne.


Dans le cas de l’étude, la grandeur d’entrée Pc doit être négative et les valeurs résultantes de v’ (ainsi que les facteurs d’induction a et a’) et de Tc, sont aussi négatives. (La poussée est d’un intérêt moindre pour une éolienne puisqu’elle représente typiquement la résistance de la tour, ce qui n’est pas un paramètre essentiel de performance). De même, les résultats d’analyse pour un rotor d’éolienne conduisent à des valeurs négatives pour Pc’ et Tc.


Exemple


A titre d’exemple de calcul, considérons l’étude d’une hélice pour un avion léger avec les spécifications suivantes :


hp    =  70		nbre de pales  =  2


tpm  =  2400		diam. max      =  5 ft


V     =  110 mph	diam. min       =  1 ft


J      =  0,7		profil : NACA 4415


Le résultat de l’étude est donné en table I qui décrit, pour chaque section radiale :


corde de la pale, angle de pas, angle local de flux, charge de la pale, rapport portance/traînée de la section, nombre de Reynolds local, nombre de Mach local ainsi que les coefficients d’induction a et a’.


Cette géométrie d’hélice a ensuite été analysée pour les conditions d’étude et le résultat est donné à la table II. L’accord est pratiquement parfait. L’analyse pour toute une gamme de valeurs du taux d’avancement J  =  V/(nD) fournit la courbe typique de performance décrite en figure 6, tandis que la figure 7 donne la distribution du coefficient de portance de la pale dans une gamme de valeurs de J pour la condition de calcul Cl  =  0,7  =  cte à J = 0,7.


�
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L’effet des variations des conditions imposées à l’étude peut être rapidement évalué. Si, par exemple, la corde est maintenue constante (ce qui nécessite que le Cl local varie comme exigé pour l’obtention de l’optimum de charge de la pale) les performances résultantes sont décrites en figure 8. En ce qui concerne l’étude, le rendement est seulement un peu réduit par rapport au résultat obtenu lorsque Cl est maintenu constant; cependant, la gamme de J dans laquelle le rendement reste élevé est réduite dans le cas de l’étude à corde constante. Les distributions de Cl correspondantes sont présentées à la figure 9 qui montre une large gamme de Cl locaux pour toute valeurs de J. Ceci explique la réduction de la gamme opérationnelle de J puisque, soit l’extrémité, soit le pied de pale, cesse de « bien » travailler plus rapidement que dans le cas 


de l’étude à Cl constant.
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Un autre résultat intéressant est obtenue en faisant varier la valeur du Cl d’étude, et les performances résultant de l’étude de l’hélice pour Cl = 0,5 et Cl = 0,9 sont comparées avec celles obtenues pour Cl = 0,7, à la figure 10.


�


 On voit que le rendement croît lorsque Cl croît; toutefois, la corde de la pale, et en conséquence l’épaisseur de la pale pour un profil donné, est réduite puisque la charge de pale c.Cl est en fait la même dans les trois cas. Les considérations de structure et quelques autres considérations pratiquesinfluence naturellement le choix du Cl pour l’étude, en particulier en pied de pale.


Conclusions et recommandations�


La théorie de l’hélice de Glauert a été étendue afin d’améliorer le calcul des hélices optimales et de perfectionner l’évaluation des performances d’une hélice quelconque. Les extensions théoriques comprennent :�


a) Elimination des hypothèses de faible charge et des petits angles dans la théorie d’une étude optimale.


b) Calcul précis de la vitesse de glissement du sillage qui permet de déterminer correctement la traînée de profil de pale.


c) Elimination des hypothèses de faible charge et des petits angles dans la fonction de perte de quantité de mouvement de Prandtl à la fois pour l’étude et l’analyse.


La réalisation de ces extensions permet une concordance numérique exacte entre les résultats des procédures d’étude et d’analyse, à la précision de calcul des oprdinateurs.


La principale approximation affectant encore les deux procédures est l’utilisation des équations de quantité de mouvement axiale qui nécessite que l’accroissement de la vitesse du sillage la rende double de celle qui existe au niveau du disque.Dans certains cas, cette approximation n’est pas correcte et conduit à des conditions physiquement discutables et des problèmes de convergence décrits au chapitre de l’analyse. On peut penser que des améliorations sont possibles en remplaçant les équations de quantité de mouvement axiale par des relations plus étroitement liées avec la théorie générale, particulièrement dans ceux des tubes élémentaires de flux où existent des conditions de forte charge. Ces conditions semblent plus importantes pour l’analyse de pales inconnues que pour l’étude elle-même et, combinées à une méconnaissance du comportement du profil au delà du décrochage, peuvent conduire à d’importantes erreurs dans l’analyse. Toutefois, pour l’étude et l’analyse dans les conditions de fonctionnement habituelles, les deux procédures demeurent simples, précises et fiables.
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