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Résumé

La thèse présentée dans ce document concerne la caractérisation du com-
portement d’une hydrolienne à membrane ondulante. Ce dispositif nova-
teur utilise les instabilités de flottement d’une membrane semi-rigide pré-
contrainte dans un écoulement pour capter l’énergie des courants marins. À
partir d’une certaine vitesse critique de l’écoulement, une onde se propage le
long de la structure, ce qui actionne des convertisseurs linéaires fixés sur celle-
ci. Un modèle expérimental à échelle réduite 1/20eme est développé et testé
en bassin d’essai. Le système de conversion est simulé par des amortisseurs
hydrauliques. Les mesures de trajectoire et d’efforts permettent d’analyser
la dynamique de la membrane pour un grand nombre de configurations et
d’aboutir à une étude paramétrique. Des conditions réalistes d’écoulement
sont étudiées, notamment l’influence de la direction du courant et celle de la
houle sur le fonctionnement du système. La caractérisation du sillage est ef-
fectuée par mesures de Particle Image Velocimetry en 2D. Les effets d’échelle
sont présentés à travers une comparaison des essais en bassin et en mer.

Un modèle analytique et un modèle numérique sont développés et compa-
rés avec les résultats d’expériences. Le modèle analytique linéaire est basé sur
la théorie des poutres de Euler-Bernouilli et la théorie des profils minces de
Lighthill. Il est résolu dans le domaine fréquentiel et donne de bons résultats
en termes de fréquence d’ondulation et de vitesse critique. Le modèle numé-
rique est fondé sur le couplage fort entre un code fluide basé sur la méthode
vortex et un code structure utilisant les éléments finis en corotationnel. Ce
modèle est validé sur un cas expérimental.

Mots-clés : Énergies marines renouvelables, Hydrolienne, Interaction fluide-
structure, Instabilité de flottement, Essais expérimentaux, Particle Image
Velocimetry, Modélisation numérique, Méthode vortex, Éléments finis, Co-
rotationnel, Houle, Effet d’échelle,
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Abstract

The thesis presented in this document deals with the caracterisation of the
behaviour of an undulating membrane tidal energy converter. This kind of de-
vice uses the flutter instabilities occurring between a semi-rigid pre-strained
membrane and a fluid flow in order to convert the sea currents energy. Above
a certain critical flow speed, the structure ondulates, thus activating the li-
near converters fixed on it. In order to study this system, an experimental
model is developped and tested in a flume tank. The power conversion system
is simulated by hydraulic dampers. The membrane’s dynamics is analysed in
many configurations through trajectory and force measurements, and leads
to a parametric study. More realistic flow conditions are also studied, such as
the impact of current direction influence and the influence of surface waves
on the behaviour of the system. Wake caracterisation is carried out with
two-dimensional PIV measurements. Scale effects and confinement are also
studied through a comparison with a bigger scale prototype tested in tank
and at sea.

In addition to the experimental study, an analytical model and a nu-
merical model are developped and compared with experiments. The linear
analytical model is based on Euler-Bernouili’s beam theory and on Lighthil-
l’s slender body theory. It is solved in the frequency domain and gives good
undulation frequency and critical speed results. The numerical model uses
strong interactions between a fluid code using the vortex method and a struc-
ture code based on corotationnal finite elements. This model is validated on
an experimental case.

Keywords : Marine renewable energy, Tidal energy converter, Power take-
off, Fluid-structure interaction, Flutter instability, Experimental trial, Par-
ticle Image Velocimetry, Numerical model, Vortex method, Corotational fi-
nite elements, Surface wave, Scale effect,
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Nomenclature

Avertissement :

Devant le grand nombre de paramètres utilisés lors de la rédaction de
ce manuscrit, il a été choisit de diviser la nomenclature en plusieurs parties.
Chaque partie correspond à un modèle, ce qui facilite la lecture. Le lecteur est
donc prié de se rapporter à la nomenclature spécifique de la partie concernée.
Une liste des différentes parties de la nomenclature est présentée ici :

— Introduction, page 8
— Modèle expérimental (chapitres 1 & 3), pages 9-11
— Modèle analytique (section 2.1), pages 11-13
— Modèle numérique fluide (section 2.2), pages 13-14
— Modèle numérique structure (section 2.3), pages 15-16
— Modèle numérique interaction (section 2.4), pages 16-17

Introduction

B . Coefficient de blocage
Cp . Coefficient de puissance
f Hz Fréquence
M~x N.m Couple transmis par l’axe de rotation d’une turbine
Pcinetique W/m2 Puissance cinétique surfacique
R m Rayon d’une turbine
S m2 Surface
TSR . Tip-Speed Ratio
U∞ m/s Vitesse moyenne du courant en amont
λ m Longueur d’onde
ρf kg/m3 Densité du fluide
Ω rad/s Vitesse de rotation
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Chapitre 1 & 3, modèle expérimental

a m/s2 Accélération
A m Amplitude maximale tête-à-creux des ondulation de la membrane
b m Largeur de la membrane
ci kg/s Coefficient d’amortissement de l’amortisseur i
c kg/s Coefficient d’amortissement moyen des amortisseurs
C kg/s Coefficient d’amortissement total
Cd . Coefficient de trainée
Cl . Coefficient de portance
Cp . Coefficient de puissance
Ct . Coefficient de tension dans les câbles de pré-contrainte
d % Longueur de retrait des câbles de compression
E N/m2 Module d’Young
f Hz Fréquence principale d’ondulation de la membrane
Fflambement N Charge critique de flambement de Euler
Fc N Tension dans les câbles de compression
fe Hz Fréquence d’échantillonnage
fft . Transformée de fourier (même unité que le signal traité)
Fi N Force d’actionnement de l’amortisseur i
Fx N Effort de trainée sur la membrane
Fy N Effort de portance sur la membrane
Fmax
x,y,z N Effort maximum de la balance
Fr . Nombre de Froude
g m/s2 Accélération de la pesanteur
h m Épaisseur
hf ix m Hauteur des fixations d’amortisseur
i . Incrément
i . Nombre imaginaire
I~z m4 Moment quadratique
I % Intensité turbulente
k N/m Raideur
K . Constante
L m Longueur de la membrane
Lbras m Longueur des bras de fixation
Lcable m Longueur des câbles de compression
m kg Masse
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ma kg/m Masse ajoutée linéïque de fluide
ms kg/m Masse linéïque de la poutre
N . Taille de l’échantillon
Np . Nombre de périodes
∆p N/m2 Différence de pression
P W Puissance convertie
pint N/m2 Pression interne
pvap N/m2 Pression de vapeur saturante
r m Coordonnée radiale
rc m Rayon caractéristique du tourbillon
Re . Nombre de Reynolds
Rij . Tenseur des corrélations spatiales (mettre en gras)
S m2 Surface
St . Nombre de Strouhal
t s Temps
tf s Durée du signal mesuré / de la simulation
T s Période d’ondulation
u m/s Vitesse horizontale de l’écoulement
U∞ m/s Vitesse moyenne du courant en amont
Uc m/s Vitesse critique
Ur . Vitesse réduite
Uθ m/s Vitesse tangente
v m/s Vitesse verticale de l’écoulement
vp m/s Vitesse d’onde
Vi m3 Vitesse d’actionnement du vérin i
~x . Axe du courant
x m Position horizontale de la membrane
xt m Position horizontale des cibles de trajectométrie
~y . Axe vertical
y m Position verticale de la membrane
yt m Position verticale des cibles de trajectométrie
z m Coordonnée transverse
~z . Axe transverse
αt rad Angle de la membrane avec l’horizontale, estimé par trajectométrie
Γ m2/s Circulation
ξ % Erreur relative
ι . Facteur d’échelle
κ m−1 Nombre d’onde
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λ m Longueur d’onde
ν m2/s Viscosité cinématique du fluide
ρf kg/m3 Masse volumique de fluide
ρs kg/m3 Masse volumique de la membrane
ζ N/m2 Contrainte
σ . Écart-type
Σ . Somme
ω rad/s Vorticité
(u′, v′) m/s Vitesse fluctuante
(.) . Moyenne
∝ . Proportionnel à
∂ . Dérivée partielle
∆ . Différence ou incertitude
(.)∗ . Grandeur adimensionnalisée∫

. Intégrale
(̇) . Dérivée temporelle
b . Troncature

Chapitre 2, section 2.1, modèle analytique

A m Amplitude maximale d’ondulation
A∗ . Amplitude maximale d’ondulation adimenisonalisée
[Ã] . Vecteur propre du système d’équation
A . Constante
a1..4 . Coefficients des fonctions de forme
b m Largeur de la membrane
ãi . Amplitude relative modale
[C] . Matrice d’amortissement
Cd . Coefficient de trainée
Cp . Coefficient de puissance
D kg/m.s3 Coefficient d’amortissement visqueux du matériau
D′ kg/m.s3 Coefficient d’amortissement du PTO
d m Longueur de retrait des câbles de pré-contrainte
E N/m2 Module de Young
Fflap N.m Charge locale due aux déflecteurs
Fflap kg/s2 Coefficient de force des déflecteurs
fflap . Coefficient de force des déflecteurs adimensionnalisé
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I~z m4 Moment quadratique
[I] . Matrice identité
i . Nombre imaginaire
()i, ()j . Indice modal
[K] . Matrice de raideur
kbras N/m Raideur des bras
L m Longueur totale de la poutre dans le modèle analytique
L m Longueur de la membrane
Lbras m Longueur des bras de fixation
Leqbras m Longueur équivalente des bras
Lflap m Longueur des flaps
[M ] . Matrice de masse
ma kg/m Masse ajoutée linéïque de fluide
ms kg/m Masse linéïque de la poutre
Nmodes . Nombre de modes utilisé dans le calcul
P W Puissance convertie
Q N/m Charge externe linéïque
qj . Fonction de temps adimensionalisée
[R] . Matrice de calcul (modèle analytique)
s m Coordonnée curviligne le long de la membrane
T N Force de compression des câbles
T s Période d’ondulation
t s Temps
U∞ m/s Vitesse du courant en amont
Uc m/s Vitesse critique de courant
U . Vitesse de courant adimensionalisée
x m Position horizontale
y m Position verticale
w m/s Vitesse de fluide orthogonale à la structure
β . Rapport de masse (modèle analytique)
Θ . Force de compression des câbles adimensionnalisée
γi . Valeur propre du système d’équation
∆p N/m2 Différence de pression
δij . Delta de Kronecker
η . Déplacement vertical de la membrane adimensionalisée
θ rad Angle local de la membrane avec l’horizontale
ψ . Longueur des câbles de pré-contrainte adimensionalisée
κ m−1 Nombre d’onde
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µ . Amortissement adimensionalisé
χ . Coordonnée curvilinéaire adimensionalisée
ρf kg/m3 Masse volumique de fluide
ρs kg/m3 Masse volumique du solide
σi . Fonction de forme adimensionalisée
τ . Temps adimensionalisé (modèle analytique)
Φ . Somme des fonctions d’onde
φi . Fonction d’onde adimensionalisée
ωi . Fréquence complexe adimensionalisée
< . Partie réelle
= . Partie imaginaire
c.c. . Conjugué complexe
∂ . Dérivée partielle
d . Dérivée
π . Constante d’Archimède
()′ . ∂

∂ξ

()̇ . ∂
∂τ∫

. Intégrale

Chapitre 2, section 2.2, modèle vortex

aij . Éléments de la matrice de coefficients d’influence
A m Amplitude d’ondulation de la membrane
C kg/s Coefficient d’amortissement total
Cd . Coefficient de trainée
Cl . Coefficient de portance
Cp . Coefficient de puissance
d % Longueur de retrait des câbles de pré-contrainte
~ex . Vecteur unitaire horizontal
~ey . Vecteur unitaire vertical
f Hz Fréquence d’ondulation de la membrane
Fx N Force de trainée
Fy N Force de portance
I % Intensité turbulente
i, j . Paramètre itératif
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lω m Longueur du sillage modélisé
L m Longueur de la membrane
N . Nombre d’éléments modélisés le long de la membrane
Nω . Nombre d’éléments modélisés dans le sillage
P W Puissance convertie
p N/m2 Pression
r m Coordonnée radiale
Re . Nombre de Reynolds
RHSi . Élements du vecteur RHS (Right-hand side)
S m2 Surface
s m Coordonnée curviligne
t s Temps
∆t s Pas de temps
T s Période d’ondulation
Ur . Vitesse réduite, normalisée par 1

L

√
EI
ρsh

U∞ m/s Vitesse moyenne du courant en amont
u = (u, v) m/s Vecteur vitesse fluide
uφ m/s Composante potentielle de la vitesse
uω m/s Composante rotationnelle de la vitesse
x = (x, y) (m,m) Vecteur position
xc (m,m) Vecteur position des points de collocations
xv (m,m) Position des tourbillons le long de la membrane
xw (m,m) Position des tourbillons dans le sillage
δ . Fonction de Dirac
θ rad Coordonnée angulaire / Angle local de la membrane avec l’horizontale
Γi m2/s Circulation du i-ème tourbillon le long de la membrane
ν m2/s Viscosité cinématique
ρf kg/m3 Masse volumique du fluide
ρs kg/m3 Masse volumique de la membrane
Ψ . Fonction de courant
φ . Potentiel de l’écoulement
ω rad/s Vorticité
∇ . Opérateur gradient
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Chapitre 2, section 2.3, modèle corotationnel

A m2 Aire de l’élément
A . Matrice de calcul intermédiaire
b m Largeur de la membrane
B . Matrice de transformation
c . Cosinus de l’angle θ̄i
[C] . Matrice d’amortissement
d % Longueur de retrait des câbles de pré-contrainte
E N/m2 Module d’Young de l’élément
f Hz Fréquence d’ondulation de la membrane
frampe . Fonction rampe
Famort . Vecteur de forces d’amortissement
Fcable . Force dans les câbles de pré-contrainte
Fext . Vecteur de forces extérieurs
Finertiel . Vecteur de forces inertiel
Fint . Vecteur de forces intérieures
g m2/s Accéleration de la gravité
h m Épaisseur de la membrane
I m4 Moment quadratique
kt1 . Matrice de raideur du matériau transformée au niveau global
ktσ . Matrice de raideur géométrique
[K] . Matrice de raideur
[K̄] . Matrice d’état
l0 m Longueur initiale de l’élément
ln m Longueur courante de l’élément
L m Longueur de la membrane
Lflap m Longueur des flaps
M̄i N.m Moment local au noeud i
[M] . Matrice de masse
N . Nombre d’éléments
N̄ N Effort de tension au noeud i
q . Efforts intérieurs globaux
q̄ . Efforts intérieurs locaux
rcable m Rayon du câble de pré-contrainte
r =

√
I/A m Rayon de giration de la structure

r . Vecteur de calcul intermédiaire
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[R] . Vecteur résidu
s m Coordonnée curviligne
s . Sinus de l’angle θ̄i
ui . Déplacement horizontal du noeud i
ū . Élongation de l’élément
vi m Déplacement vertical du noeud i
[X] . Vecteur déplacement globaux
xi m Position horizontal du noeud i
yi m Position vertical du noeud i
z . Vecteur de calcul intermédiaire
αamo s Coefficient d’amortissement
β rad Angle courant de l’élément poutre
βnewmark . Coefficient de Newmark
β0 rad Angle initial de l’élément poutre
∆t s Pas de temps
ε . Critère de convergence
γnewmark . Coefficient de Newmark
θi rad Rotation globale du noeud i
ρs kg/m3 Masse volumique de la structure
p̄ . Vecteur des déplacements locaux
θ̄i rad Rotation locale du noeud i
[.]T . Transposée de la matrice
(̇) . Dérivée temporelle

Chapitre 2, section 2.4, interaction

a kg/s Coefficient d’amortissement (Tang)
A m Amplitude d’ondulation de la membrane
b m Largeur de la membrane
Cl . Coefficient de portance
[C] . Matrice d’amortissement
d % Longueur de retrait des câbles de pré-contrainte
E N/m2 Module d’Young
f Hz Fréquence d’ondulation de la membrane
[F]ext . Vecteur forces extérieures
[F]int . Vecteur forces intérieures
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h m Épaisseur de la membrane
hi . Facteur de relaxation à la i-ème itération
kma . Coefficient de masse ajoutée
L m Longueur de la membrane
lω m Longueur du sillage modélisé
Ma kg Masse ajoutée de fluide
[M] . Matrice de masse
N . Nombre d’éléments le long de la membrane
Nω . Nombre d’éléments dans le sillage
[R]i . Vecteur résidu à la i-ème itération
s m Coordonnée curviligne
S m2 Surface
t s Temps
t∗ . Temps adimensionalisé
∆t s Pas de temps
U∞ m/s Vitesse moyenne du courant en amont
[X]t . Vecteur déplacement au temps t
u = (u, v) m/s Vecteur vitesse fluide
uφ m/s Composante potentielle de la vitesse
uω m/s Composante rotationnelle de la vitesse
x = (x, y) (m,m) Vecteur position
xc (m,m) Vecteur position des points de collocations
α kg/s Coefficient d’amortissement adimensionalisé
αHHT . Coefficient HHT
αU rad Angle d’incidence de l’écoulement
Γi . Circulation du i-ème tourbillon émis dans le sillage
Γω . Circulation du i-ème tourbillon le long de la membrane
µ . Rapport de masse (Tang)
ρs kg/m3 Masse volumique de la structure
ρf kg/m3 Masse volumique du fluide
θ rad Angle local de la membrane avec l’horizontale
(.)∗ . Nombre adimensionalisé
(̄.) . Valeur moyenne
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Introduction

Les travaux présentés dans ce manuscrit sont le fruit d’un travail de trois
années au sein du laboratoire Comportement des Structures en Mer de l’Ifre-
mer, à Boulogne-sur-Mer. Ils ont été rendus possible grâce au soutien de
l’entreprise EEL Energy qui développe la technologie d’hydrolienne à mem-
brane ondulante et de l’ADEME qui a co-financé la thèse. Ils se placent dans
un contexte d’émergence de nouvelles technologies de production d’éner-
gie propres et renouvelables. L’originalité des travaux réside dans le faible
nombre d’études portant sur les générateurs utilisant les instabilités fluide-
structure de flottement. L’hydrolienne à membrane ondulante, en particulier,
a été conçue par Jean-Baptiste Drevet en 2011 et étudiée par Astrid Déporte
au cours d’une thèse de l’Université de Bretagne Occidentale, soutenue en
2016.

Cette thèse s’articule autour de trois axes : la caractérisation expérimen-
tale de l’hydrolienne à l’aide d’un modèle à échelle réduite testé en bassin,
la caractérisation numérique par le développement d’un modèle d’interaction
fluide-structure et la valorisation industrielle à travers la prise en compte des
conditions réalistes d’écoulements, des facteurs d’échelle et la participation
à des essais en mer.

Avant de présenter ces différents travaux, l’introduction décrit sommaire-
ment le contexte de la transition énergétique. Elle présente ensuite une courte
revue des différentes techniques de production d’énergie marine renouvelable
et de leurs spécificités. Une attention particulière est apportée aux principes
de la captation de l’énergie hydrolienne. Puis une revue bibliographique est
réalisée, avant de décrire le fonctionnement d’une hydrolienne à membrane
ondulante.
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Le contexte de la transition énergétique
L’énergie est une grandeur physique caractéristique d’un système. Elle

peut se manifester sous différentes formes, telles que la chaleur, le déplace-
ment d’un objet ou un courant électrique. Elle est notamment régie par les
lois de la thermodynamique dont la première énonce le fait que l’énergie to-
tale d’un système isolé reste constante. Autrement dit, l’énergie ne peut ni
se créer ni se détruire mais uniquement se transformer.

En économie, la quantité d’énergie que l’on peut produire, stocker, trans-
former et/ou distribuer est appelée ressource énergétique. C’est une des prin-
cipales sources de développement de la société humaine. Lors de son utilisa-
tion, on parle de consommation énergétique, qui est un indicateur fortement
lié à l’activité économique.

Autrefois, l’énergie consommée provenait principalement de biomasse via
le bois de chauffage. Le vent et les cours d’eau étaient aussi exploités, par
exemple par des moulins (figure 1). Au 19eme siècle, la révolution industrielle
marque le passage d’une économie basée sur des ressources renouvelables
(biomasse, éolienne, hydraulique) à une économie basée sur l’exploitation de
ressources minières fossiles et non renouvelables comme le charbon, le gaz
naturel et le pétrole [Schilling et al., 1977].

a. b.

Figure 1 – (a) Ancienne presse d’un moulin à farine hydraulique située à
Antignac dans le Cantal (15). (b) Archive photographique d’un moulin à vent
à Boulogne sur Mer (62).
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Ces ressources fossiles proviennent principalement d’un procédé naturel
de méthanisation de la biomasse dans la croûte terrestre qui dure plusieurs
millions d’années. Elles doivent donc être extraites dans des mines de char-
bon, des puits de gaz ou de pétrole par des procédés plus ou moins complexes
suivant leur localisation. Les ressources fossiles sont plutôt simples à stocker
et à transporter et sont en général utilisées comme combustibles. L’utilisa-
tion des ressources fossiles, disponibles en grandes quantités et exploitables
facilement jusqu’au 20eme siècle, a entrainé une forte augmentation de la
consommation des ressources énergétiques (figure 2).

La consommation intensive d’énergie fossile pose principalement deux
problèmes. Premièrement, ces ressources sont « finies », elles ne sont pas
renouvelables. C’est-à-dire que leur exploitation est basée sur des réserves
qui vont se tarir. Ainsi, si les consommations restaient constantes, les ré-
serves connues de charbon pourraient durer encore 150 ans tandis que celles
de pétrole et de gaz naturel s’épuiseraient en 50 ans [BP, 2017]. De nouvelles
réserves sont toutefois régulièrement découvertes, en général à des emplace-
ments difficilement accessibles.

Deuxièmement, l’exploitation de ressources fossiles reposant sur la réac-
tion de combustion est émettrice de polluants, de CO2 et d’autres gaz dits « à
effet de serre ». En effet, certains gaz présents dans l’atmosphère absorbent
et réfléchissent une partie du rayonnement thermique de la Terre. Ils contri-
buent donc à augmenter la température sur cette dernière. Ce processus a été
mis en évidence dès le 19eme siècle par des scientifiques comme Joseph Fou-
rier ou Svante Arrhenius [Arrhenius, 1896]. Il est communément appelé « à
effet de serre » depuis les résultats des recherches climatologiques du début
des années 1980.

Ces recherches se basent sur l’analyse de la composition de carottes gla-
ciaires. Ainsi, la concentration en deutérium donne une indication de la tem-
pérature locale au moment de la formation de la glace, tandis que la concen-
tration en isotope 18 de l’oxygène reflète les changements de volume de glace,
et donc représente la température globale sur terre. Or, il est aussi possible
de mesurer la composition de bulles de gaz emprisonnées dans la glace. De
ce fait, une forte corrélation entre la présence de gaz à effet de serre et la
température du globe a été montrée (voir [Lorius et al., 1990] et figure 3).
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Figure 2 – Consommation mondiale par source d’énergie de 1800 à 2000
après J.C. [Court, 2016].

Ces résultats ont mené à la formation du Groupe d’experts intergou-
vernemental sur l’évolution du climat (GIEC) qui, en réalisant des mesures
supplémentaires et en validant des modèles climatologiques, a conclu à l’exis-
tence d’un effet de serre naturel qui augmente la température terrestre. Le
GIEC a aussi montré que les émissions dues à l’activité humaine augmentent
fortement la concentration de gaz à effet de serre dans l’atmosphère. Il a
donc alerté sur les conséquences néfastes pour l’environnement d’un réchauf-
fement climatique causé par une augmentation de gaz à effets de serre dans
l’atmosphère, elle-même due, en grande partie, à la consommation d’énergie
de source fossile (figure 4).
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Figure 3 – Résultats de l’analyse de l’oxygène 18 dans la glace et de la
composition en CO2 et CH4 des bulles de gaz contenues dans les carottes de
Vostok depuis 400000 ans [Petit et al., 1999].

Ces conclusions ont entrainé une volonté, de la part de l’opinion publique
et de certains responsables politiques, de changer et diversifier les ressources
énergétiques. C’est ce qu’on appelle la transition énergétique. Elle est aussi
influencée par les évolutions technologiques, par le prix des ressources et par
les relations diplomatiques entre États producteurs et États consommateurs.
Ainsi, la plupart des gouvernements souhaitent réduire leur consommation
de ressources fossiles en diminuant la demande énergétique, en améliorant
l’efficacité énergétique, en développant l’énergie nucléaire ou en augmentant
la part des sources d’énergies renouvelables.

En France, les scénarios prévoient en général une baisse de la production
d’énergie nucléaire, notamment parce qu’elle est non renouvelable et génère
des risques sanitaires importants, bien qu’elle ne soit pas émettrice de CO2.
Ainsi, la loi no 2015-992 relative à la transition énergétique pour la croissance
verte a été promulguée en 2015. Elle fixe les objectifs d’un nouveau modèle
énergétique français, en réduisant la facture énergétique de la France et en
favorisant des énergies renouvelables dites « nouvelles », propres et sûres. Il
s’agit d’augmenter l’indépendance énergétique du pays en portant la part
des énergies renouvelables à 32% de la consommation énergétique finale en
2030. L’Agence de l’Environnement et de la Maitrise de l’Énergie (ADEME)
va même plus loin en proposant un scénario pour un mix énergétique 100%
renouvelable en 2050 [ADEME, 2018].
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Parmi les principales sources d’énergie renouvelable, il convient de citer la
biomasse, les énergies solaires photovoltaïque et thermique, l’énergie éolienne,
l’énergie hydraulique et les énergies marines. Chacune possède des atouts et
des inconvénients et la plupart des scénarios prévoient un développement en
parallèle de toutes ces sources d’énergie (figure 5).

Dans ce contexte où les énergies dites « classiques » montrent leurs limites,
la nécessité de développer les énergies renouvelables de manière globale se
fait pressante. Les gouvernements disposant d’une grande ressource marine
disponible expriment une volonté croissante de leur donner une place plus
importante dans leur mix énergétique et encouragent les initiatives dans ce
domaine.

a. b.

Figure 4 – (a) Évolution de la concentration de CO2 dans l’atmosphère de
1960 à 2010 [GIEC, 2014]. (b) Anomalie globale de température de 1880 à
aujourd’hui [Hansen, 2006].

Figure 5 – Production d’énergies renouvelables en France hors bois et hy-
draulique, 1970-2011 (Ministère de l’Écologie).
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Les énergies marines renouvelables
L’océan est un environnement encore largement inexploré, car c’est un

milieu exigeant et agressif à cause des fortes pressions, de l’abrasion due
aux matières en suspension, de la corrosion des matériaux ou encore des
dégradations produites par encrassement biologique. De plus, bien que les
premiers moulins à marée remontent à l’antiquité [P.-L. Viollet, 2005], l’idée
de récupérer l’énergie de la mer n’a été sérieusement envisagée que dans
les années 1970, pendant la première crise du pétrole. Lorsque les prix du
baril de pétrole sont redescendus, la plupart des projets d’Énergie Marine
Renouvelable (EMR) se sont arrêtés. Ils sont de nouveau considérés depuis
les années 2000, dans un contexte de transition énergétique.

Ces deux facteurs expliquent que les recherches et développements tech-
nologiques dans le domaine des EMR soient relativement récents. Bien qu’au-
jourd’hui elles ne représentent que 0,03% du mix énergétique mondial, elles
progressent de façon accélérée, avec une croissance parfois supérieure à 80%/an
[Frier, 2017].

Les EMR ont en commun plusieurs avantages : des ressources impor-
tantes, un espace disponible (en comparaison des terres émergées) et une
pollution visuelle limitée. Le milieu marin se caractérise aussi par des vents
plus forts, la prédictibilité des marées et la forte densité énergétique des
courants marins, ce qui représente des avantages non négligeables selon les
technologies considérées. Le développement des EMR bénéficie aussi des re-
cherches réalisées dans d’autres domaines tels que les énergies éoliennes et
hydrauliques terrestres ainsi que des énergies fossiles offshores. Plusieurs tech-
niques ont ainsi été développées pour collecter l’énergie de l’océan :
• L’énergie marémotrice utilise la différence de hauteur d’eau en-

gendrée par le passage d’une onde de marée. C’est donc une énergie
potentielle utilisée pour remplir et vider le réservoir d’un barrage à
travers une turbine hydraulique.
• L’énergie éolienne offshore exploite l’énergie cinétique des vents

marins.
• L’énergie hydrolienne est une énergie cinétique basée sur les cou-

rants de marée. En effet, en certains endroits près des côtes, les marées
génèrent des courants de grande intensité.
• L’énergie houlomotrice récupère l’énergie de la houle, une onde de

source éolienne qui se propage et se concentre en certains lieux où il
est possible de l’exploiter.
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• L’énergie thermique des mers se base sur la possibilité d’utiliser
un générateur thermique fonctionnant grâce à la différence de tempé-
rature entre l’eau de la surface et l’eau en profondeur lorsque celle-ci
dépasse ≈ 20o.

De manière plus restreinte, citons l’exploitation de la biomasse marine,
le solaire flottant ou encore l’énergie osmotique. Cette dernière exploite la
pression osmotique générée en installant une membrane semi-perméable entre
de l’eau douce et de l’eau salée. Il existe de grandes différences entre ces
types d’énergie, tant au niveau de la maturité technologique que de l’intérêt
économique, des enjeux sociaux et environnementaux. Cette section en fait
une revue sommaire afin de préciser la place de l’hydrolien au sein des EMR
et des nouvelles énergies renouvelables.

Le potentiel exploitable total des énergies marines est difficile à établir
mais n’est pas pour autant négligeable : les courants et les marées trans-
portent une énergie impressionnante et les vents en mer sont plus forts et
plus réguliers que sur terre ; sans oublier que les océans absorbent la chaleur
émise par le soleil et par l’atmosphère et que cette chaleur peut alimenter
des cycles thermodynamiques.

Une estimation du potentiel techniquement exploitable (PTE) des princi-
paux types d’EMR est représentée table 1. D’autres estimations donnent des
résultats très différents, ainsi [Borthwick, 2016] donne les chiffres de 16000
TWh pour l’éolien flottant et de 6000 TWh pour l’énergie houlomotrice. Ces
divergences sont principalement dues à l’absence de technologie mûre qui en-
traine une incertitude sur la part des EMR réellement exploitable. Malgré
cela, les EMR peuvent concurrencer les sources d’énergies fossiles offshores.
La table 1 permet aussi de se rendre compte que le potentiel de l’énergie
hydrolienne n’est pas le plus important. Il reste cependant élevé, particu-
lièrement en Europe, où il vaudrait jusqu’à 35 TWh/an [IFREMER, 2009].
En comparaison, la demande énergétique mondiale valait 109 TWh en 2015,
selon l’Agence Internationale de l’Énergie.

Énergie éolien posé houlomoteur marémoteur hydrolien thermique
PTE 313 1400 380 450 80000

Table 1 – Potentiel technique exploitable de différents types d’énergies ma-
rines renouvelables dans le monde, en TWh/an [IFREMER, 2009].
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Il est également important de préciser que les différents types d’EMR ne
sont pas toutes au même niveau de maturité technologique. Ainsi, il existe
des usines marémotrices depuis les années 1970. Selon [WindEurope, 2018],
l’éolien posé comportait déjà 15 GW de capacité installée en Europe en 2017.
En ce qui concerne l’hydrolien, il existe quelques MW situés principalement
en France, en Grande-Bretagne et au Canada. La maturité technologique des
EMR telle qu’estimée par [ADEME, 2013] est représentée figurativement sur
la figure 6.

Figure 6 – Degré de maturité des énergies marines [ADEME, 2013].

Le coût de l’énergie est directement lié à la maturité technologique ainsi
qu’à la durée de vie des installations. Une manière de rendre compte du prix
de l’énergie produite est de calculer le « coût actualisé de l’énergie » (LCOE).
Il correspond au prix total de l’énergie sur la durée de vie du dispositif qui
la produit, en prenant en compte l’installation, la maintenance et les coûts
de fonctionnement. Une estimation du LCOE pour différents types d’EMR
est représentée sur la figure 7.
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En ce qui concerne spécifiquement l’énergie hydrolienne, une part impor-
tante du coût vient de l’installation qui requiert en général des bateaux à
positionnement dynamique, un aménagement du fond marin, une équipe de
plongeurs et des câbles sous-marins de forte puissance et de grande longueur 2.
Or, les dispositifs hydroliens sont installés dans des zones où les courants de
marée sont forts et donc où la renverse est courte (le temps durant lequel
le courant change de direction et devient faible). Les conditions météorolo-
giques peuvent aussi fortement impacter l’installation. De plus, il faut que
l’hydrolienne résiste aux forts courants sans se déplacer, ce qui nécessite soit
un poids très important (de l’ordre de quelques centaines de tonnes pour
quelques centaines de kilowatts), soit un ancrage solide. Il faut aussi sur-
veiller qu’elle résiste à l’abrasion et à la corrosion ainsi qu’aux bio-salissures
évoquées précédemment.

Figure 7 – Estimation du Levelized Cost Of Energy (LCOE) de plusieurs
types d’EMR [World Energy Council, 2016].

Le fait que l’énergie hydrolienne soit prévisible représente un avantage
certain car cela permet aux gestionnaires de réseaux électriques d’anticiper
la production pour l’équilibrer avec la consommation. En effet, une source
d’énergie intermittente comme l’éolien, le solaire ou l’hydrolien doit être com-
pensée par un autre type d’énergie flexible. C’est-à-dire dont le démarrage
et l’arrêt de l’exploitation sont rapides à effectuer. En France, l’énergie des
barrages hydrauliques remplit cette fonction. La section suivante explique
pourquoi la ressource hydrolienne est prévisible, et cite les principales mé-
thodes pour l’exploiter.

2. Aujourd’hui ces technologies sont développées pour être reliées au réseau électrique,
mais dans le futur elle pourraient aussi produire de l’hydrogène, qui est plus facilement
stockable.
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Les courants marins et les hydroliennes
Les courants de marée sont générés par les forces de gravitation de la lune

et du soleil. En effet, celles-ci provoquent des variations de hauteur d’eau à la
surface de la Terre. Ces différences de hauteurs - les marées - se comportent
comme des ondes périodiques qui se déplacent dans les mers en fonction de
la bathymétrie et du trait de côte. Elles sont donc sujettes aux phénomènes
de diffraction, de réflexion et de résonance, ce qui explique les différences de
marnage le long des côtes. Les marées possèdent aussi plusieurs composantes
de période : diurnales et semi-diurnales, dont l’importance dépend du lieu
considéré (figure 8).

Les différences de hauteurs d’eau entraînent des écoulements qui peuvent
être particulièrement rapides le long des côtes. En conséquence, ces courants
dépendent principalement de la position des astres et de la bathymétrie. Ils
sont donc eux aussi périodiques et prévisibles.

Figure 8 – Carte mondiale de la composante M2 des marées, générée par
la « Lune moyenne ». Deux lignes cotidales diffèrent d’une heure (LEGOS,
Toulouse).
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Le courant engendré par la marée montante est appelé flot, tandis que
celui engendré par la marée descendante est appelé jusant. Ils ont chacun
une direction principale, mais ne sont pas forcément alignés. Un exemple de
polaire de courants de marée est représenté figure 9.a. La vitesse des courants
varie aussi selon la profondeur, comme on peut le voir sur la figure 9.b. Ils su-
bissent notamment de la friction sur les fonds marins. Les courants subissent
aussi des variations causées par les conditions météorologiques (vagues, vents,
différences de température et de salinité) et topologiques (turbulence, varia-
tion de la section de passage, sortie de fleuve).

La puissance cinétique d’une masse d’eau en mouvement Pcinetique est
exprimée en W. Elle est calculée par l’équation 1 où ρf est la densité de
l’eau, S la surface considérée et U∞ la vitesse moyenne du courant incident.

Pcinetique = 1
2ρfSU

3
∞ (1)

a. b.

Figure 9 – (a) Courbe polaire des courants de marée et (b) profil de courant
moyen issus de mesures ADCP moyennées sur une heure au large d’Amble-
teuse (62).

Il existe de nombreuses manières de récupérer l’énergie cinétique des cou-
rants marins. En 2013, le Centre Européen des Énergies Marines (EMEC) a
recensé 80 projets hydroliens dans le monde. Ces technologies peuvent être ré-
pertoriées en plusieurs catégories : les turbines à axe horizontal, les turbines à
axe vertical, les turbines carénées, ou à effet Venturi, les foils oscillants, les vis
d’Archimède et les turbines auto-porteuses, ou « cerfs-volants sous-marins »
(voir figure 10) [ADEME, 2013].
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Figure 10 – Les différents systèmes d’hydrolienne [ADEME, 2013].

La plupart des projets hydroliens prévoient d’utiliser des turbines à axe
horizontal. Ce type d’hydroliennes peut être caractérisé à l’aide de grandeurs
sans dimension, ce qui permet de les comparer entre elles.

Le coefficient de puissance (Cp) est le rapport de l’énergie mécanique ré-
cupérée par l’hydrolienne sur l’énergie hydrocinétique incidente. Il est calculé
par l’équation 2, dans laquelle U∞ désigne la vitesse du courant amont, R le
rayon de la turbine, Ω sa vitesse de rotation etM~x le couple transmis par son
axe de rotation. Ce coefficient est borné par la limite de Betz qui indique que
la puissance théorique maximale d’un capteur éolien ou hydrolien est égale
à 16/27eme de la puissance incidente [Betz, 1926].

Cp = ΩM~x

0.5ρπR2U3
∞

(2)

Le Tip-Speed-Ratio (TSR) est le rapport entre la vitesse en bout de
pale et la vitesse du courant (équation 3). Il caractérise la vitesse de rota-
tion de l’hydrolienne et influe fortement sur le coefficient de puissance de
l’hydrolienne. Le point de fonctionnement nominal d’une hydrolienne à axe
horizontale est en général compris entre TSR = 3 et TSR = 5.

TSR = ΩR
U∞

(3)
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Enfin, le coefficient de blocage B indique la portion du canal de sur-
face Scanal qui est obstruée par la présence de l’hydrolienne (équation 4)
[Whelan et al., 2009]. Il est particulièrement utilisé pour les hydroliennes ca-
rénées et pour les études considérant de grandes fermes d’hydroliennes dans
des petits canaux. Le coefficient de blocage renseigne sur l’importance des
effets de bords. Un fort coefficient de blocage peut permettre de dépasser la
limite de Betz lorsque l’écoulement présente un saut de pression de part et
d’autre de l’hydrolienne.

B = πR2

Scanal
(4)

En pratique, l’implantation d’hydroliennes à axe horizontal nécessite des
lieux adaptés présentant des courants d’une vitesse supérieure à U∞ = 2−2.5
m/s. Dans ces conditions, la densité d’énergie est suffisante pour envisager un
projet économiquement viable [Aqua-RET, 2012]. De plus, les hydroliennes
tournantes de grand diamètre sont soumises à une variation de courant sur
la colonne d’eau, ce qui peut entrainer des conditions de fonctionnement
moins favorables pour des machines fixées sur le fond ou près de la surface
et une détérioration des pales plus importante due à une fatigue prématurée
[Osalusi et al., 2009].

Dans ce contexte, l’énergie hydrolienne est en bonne position pour être
une des ressources émergentes de la transition énergétique. Parmi les avan-
tages qui lui sont liés, on peut citer : une énergie prévisible, disponible en
grande quantité, localisée dans un espace peu occupé. Mais, dans le même
temps, les technologies existantes pour l’exploiter posent de nombreux défis
dûs aux difficultés du milieu : coût de fabrication et d’installation, difficulté de
maintenance, érosion, bio-salissures, faible gamme de courants exploitables,
etc. Il est donc pertinent d’étudier de nouvelles solutions pour tenter de ré-
soudre certaines de ces problématiques.

31



Structures flexibles et écoulements
L’idée de développer une hydrolienne ondulante s’inspire du flottement

des drapeaux dans le vent ou du mouvement de nage des poissons et mam-
mifères marins. Elle se base sur l’interaction entre un fluide en mouvement
et une structure élancée. Sous certaines conditions, cette interaction génère
une onde qui met la structure en mouvement. Le premier à avoir décrit
ce phénomène est Lord Rayleigh [Rayleigh, 1878]. Il assimilait le flottement
des drapeaux aux instabilités de Kelvin-Helmholtz [von Helmholtz, 1868]
[Kelvin, 1871]. Ce mouvement ondulatoire se produit lorsque deux fluides en
contact se déplacent à des vitesses différentes. Cela génère des turbulences
à la surface de contact qui, à partir d’une différence "critique" de vitesse,
créent des ondes à l’interface entre les deux fluides. Une autre explication
associe l’instabilité de flottement à des vibrations causées par détachement
tourbillonnaire. En effet, lorsqu’un obstacle est placé dans un écoulement
turbulent, il laisse une série de tourbillons dans son sillage, appelée allée
tourbillonnaire de von Kármán [von Kármán, 1935]. Or, la fréquence de dé-
tachement des tourbillons d’un drapeau est bien plus élevée que sa fréquence
de flottement. Par ailleurs, il n’existe pas, a priori, de différence de vitesse
de part et d’autre du drapeau, ce qui distingue le flottement des drapeaux
du problème de Kelvin-Helmholtz [Argentina & Mahadevan , 2005].

Figure 11 – Instabilités de Kelvin-Helmholtz sur Jupiter (NASA)
Le mécanisme d’instabilité aérodynamique sur une aile d’avion, décrit

par Theodorsen en 1935, a permis de prédire la vitesse critique d’oscillation
d’une aile rigide sans recourir à ces explications, à partir de l’équation d’un
écoulement potentiel et de la condition de Kutta 3.

3. Un corps avec un bord de fuite acéré qui se déplace dans un fluide va créer autour
de lui une circulation suffisant à maintenir un point de stagnation au niveau du bord de
fuite [Kuethe & Schetzer, 1959].
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Les travaux postérieurs ont permis de modéliser l’élasticité du drapeau
et de considérer plusieurs modes d’ondulations. En 1975, Dowell écrit que
le mouvement du solide crée des fluctuations significatives dans l’écoulement
qui, en retour, modifient le mouvement du solide. On parle aujourd’hui d’in-
teractions fluide-structure (IFS).

Dans le cas d’un drapeau placé dans un écoulement, il y a trois types
de forces à considérer : les forces de pression, d’inertie et d’élasticité. Le
flottement résulte d’un équilibre instable entre ces forces.

Lorsque la vitesse de l’écoulement est faible, ces forces s’équilibrent en
forçant le drapeau à rester (ou à revenir) à sa position d’équilibre, c’est-à-
dire à plat, parallèle à l’écoulement et statique. Une couche limite se forme
cependant à l’interface entre le fluide et le solide. Il y a alors de petites
turbulences dans l’écoulement à proximité du solide, qui sont susceptibles
de le déplacer légèrement. Des détachements tourbillonnaires peuvent aussi
avoir lieu.

À partir de la vitesse critique, ces légers déplacements s’intensifient :
un petit déplacement dû à une force de pression instationnaire engendre une
force de rappel élastique qui le ramène à sa position d’origine. Puis, les forces
d’inertie amènent le drapeau à dépasser la position stable, ce qui génère de
nouveau une force de pression et une force de rappel élastique et ainsi de
suite. Dans le même temps, ces oscillations modifient l’écoulement et créent
des fluctuations dans les forces de pression. Ces variations dans les deux
milieux s’entretiennent l’une l’autre et convergent vers un comportement
périodique stable.

Figure 12 – Allée de tourbillons de von Kármán causée par le vent s’écoulant
autour de l’île de Guadeloupe.
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Les travaux sur ce sujet englobent de nombreux champs d’application :
• Le flottement des drapeaux au vent : [Rayleigh, 1878] [Fairthorne, 1930]

[Argentina & Mahadevan , 2005] [Alben & Shelley, 2008] [Virot, 2015].
• Les mouvements de nage des poissons et l’efficacité de leur propulsion :

[Lighthill, 1969], [Müller, 2003], [Eloy, 2013].
• L’étude du ronflement, causé par la vibration des tissus de la gorge

sous l’effet de la respiration [Huang, 1995], [Balint & Lucey, 2005].
• L’instabilité du tuyau d’arrosage et des tuyaux d’acheminement de

fluide et général : [Païdoussis, 1998].
• Le flottement du papier dans les manufactures d’imprimerie :

[Watanabe et al., 2002a], [Watanabe et al., 2002b], [Wu & Kaneko, 2005].
• Le vol des insectes : [Combes & Daniel, 2003]
• Le mouvement des plantes : [de Langre, 2008] [Koehl et al., 2008].
• Les pompes cardiaques : [CorWave, 2017].
• Les dispositifs de récupération d’énergie éolienne : [Allen & Smits, 2001],

[Singh et al., 2012a], [Priya et al., 2005], [Doare & Michelin, 2011]
• Les dispositifs de récupération d’énergie hydrolienne :

[Taylor et al., 2001], [Giacomello & Porfiri, 2011], [Déporte, 2016].

En décrivant des expériences et en développant des modèles analytiques
ou numériques, ces recherches ont permis de mieux comprendre ce phéno-
mène. Selon les applications, elles visent à l’atténuer ou à l’exploiter. Elles
ont permis de statuer que le flottement des drapeaux intervient à partir
d’une certaine vitesse critique du fluide par rapport au solide. Cette vitesse
critique dépend à la fois de la masse du drapeau, de sa raideur et de sa taille
[Argentina & Mahadevan , 2005]. Au delà de cette vitesse, le drapeau ondule
avec une certaine longueur d’onde λ associée à une fréquence f . Une quantité
de fluide accompagne alors le mouvement du drapeau et modifie sa dyna-
mique, on parle de couplage. Cette masse virtuelle est appelée masse ajou-
tée et dépend notamment de la géométrie du drapeau [Yadykin et al., 2003]
[Eloy et al., 2007]. Dans certains cas, le mouvement est constitué d’une com-
binaison de plusieurs modes, ayant chacun une longueur d’onde et une fréqu-
ence propre [Huang, 1995]. À vitesse élevée, le mouvement peut devenir chao-
tique [Alben & Shelley, 2008].

Le cas particulier de l’hydrolienne à membrane ondulante fait intervenir
d’autres dispositifs et paramètres qui sont présentés dans la suite.
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L’hydrolienne à membrane ondulante
L’hydrolienne à membrane ondulante étudiée ici utilise les instabilités de

flottement provenant de l’interaction entre une structure élancée et un fluide
en mouvement. D’autres innovations sont mises en place pour contrôler ses
ondulations et convertir l’énergie. Le concept de cette hydrolienne, dévelop-
pée par l’entreprise Eel Energy, est expliqué en détail dans cette section.

Figure 13 – Schéma du prototype 1/6eme utilisé pour les essais en mer.

En premier lieu, il convient de préciser que la partie flexible de l’hy-
drolienne, désignée dans la suite par le terme de « membrane », n’est pas
isotrope. En effet, elle est composée d’un assemblage de plusieurs matériaux.
Ainsi, cette structure est équipée de profilés transverses qui rigidifient for-
tement la membrane dans la direction perpendiculaire à l’écoulement. Cela
permet de garantir un mouvement en deux dimensions, l’onde de déformation
se propageant de manière uniforme dans le sens de l’écoulement. De plus, ces
profilés permettent d’assurer la transmission des efforts de toute la largeur
de la membrane vers la ligne centrale, où sont situés les dispositifs de conver-
sion d’énergie. Dans la direction axiale, la membrane doit être suffisamment
souple pour se déformer sous l’effet du courant et suffisamment rigide pour
transmettre les efforts aux convertisseurs (voir section 1.4.2).

L’énergie de déformation de la membrane est convertie à l’aide de généra-
teurs linéaires situés sur sa ligne centrale. Ces convertisseurs sont composés
d’un stator et d’un translator, qui sont reliés à des pieds de fixation par
une liaison pivot (figure 14). Ces pieds sont fixés par encastrement sur la
membrane. Ils permettent d’éloigner les convertisseurs de la ligne neutre, soit
le milieu de l’épaisseur de la membrane. Ainsi, la courbure de la membrane
engendre un mouvement de translation au niveau du convertisseur, dont la
course dépend de la hauteur des pieds de fixation.
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La mise en mouvement relatif du translator et du stator, respectivement
composés d’aimants et de bobines, génère un potentiel électrique. Les conver-
tisseurs vont ainsi freiner le mouvement d’ondulation de la membrane. Le
réglage des convertisseurs, appelé Power Take-Off (PTO) permet d’optimiser
le fonctionnement et la récupération d’énergie (section 1.4.1).

Figure 14 – Schéma de fonctionnement des convertisseurs d’énergie.

De plus, la membrane est pré-contrainte par des câbles reliant son bord
de fuite à la structure qui la maintient dans la colonne d’eau. Ces câbles de
compression sont présents de chaque côté de la membrane et sont plus courts
que la distance au repos entre leurs deux points de fixation. Il faut donc une
certaine force pour pouvoir les fixer, appelée charge critique de flambement.
Ces câbles maintiennent la membrane en flexion, ce qui lui permet de présen-
ter une surface frontale au courant et l’empêche de rester à plat. Cette forme
fléchie engendre une contrainte en flexion dans le matériau de la membrane.
Lorsque cette dernière est située dans un écoulement, la forme fléchie génère
des différences de pression de part et d’autre de la membrane, facilitant sa
mise en mouvement. La contrainte imposée par les câbles permet d’abaisser
la vitesse critique de démarrage de la membrane, et donc de générer de l’élec-
tricité pour de faibles vitesses de courant. Enfin, la longueur des câbles de
pré-contrainte constitue un paramètre de contrôle du mouvement ondulant
de l’hydrolienne (section 1.4.3).

La membrane est maintenue dans l’écoulement par trois bras rigides fixés
à une structure gravitaire ou flottante. La condition d’accroche de ces bras
(encastré, pivot avec ou sans butées, avec ou sans rappel élastique) peut
modifier fortement le mode d’ondulation de la membrane. Ces conditions
d’accroche sont parfois appelées conditions limites.

Enfin, la membrane est équipée de déflecteurs rigides à l’amont et à l’aval.
Ces déflecteurs, de même largeur que la membrane, la prolongent. Il faci-
litent le démarrage des ondulations et les phases d’inversion de courbure
[Déporte, 2016].
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Ce dispositif diffère principalement des autres systèmes ondulants de ré-
cupération d’énergie par sa taille et par son système de convertisseurs. En
effet, la plupart des autres systèmes en développement sont basés sur l’uti-
lisation de matériaux piézoélectriques. Ces matériaux génèrent un potentiel
électrique en fonction de leur déformation et vice-versa. Ces systèmes sont
adaptés à la production d’énergie à petite échelle [Jbaily and Yeung, 2014].

Figure 15 – Drapeau piézoélectrique de récupération d’énergie fluviale
[Pobering & Schwesinger, 2004].

Les travaux présentés dans ce manuscrit s’inscrivent dans la continuité
de la thèse d’Astrid Déporte intitulée « Caractérisation du fonctionnement
d’une hydrolienne à membrane ondulante pour la récupération de l’énergie
des courants marins » [Déporte, 2016]. Trois approches ont été développées
au cours de cette thèse afin de caractériser le comportement du système. La
suite de cette section est un résumé succinct de ces travaux antérieurs.

La membrane a été modélisée de façon analytique par une poutre et l’écou-
lement par la théorie des corps élancés. Les différents éléments du système
(bras, câble, déflecteurs) ont été pris en compte de manière simplifiée. Ce
modèle est présenté section 2.1.

La seconde approche développée par Astrid Déporte est un modèle réduit
expérimental testé au bassin d’essai de l’Ifremer à Boulogne sur Mer. Réalisé
à partir d’un bloc de polyacétal, il est composé d’un seul matériau qui a
été caractérisé à partir d’essais de flexion. L’utilisation de ce prototype a
permis d’acquérir une base de données pour valider les modèles analytique
et numérique développés en parallèle. Il a aussi permis d’étudier l’influence
de certains paramètres de réglage sur le comportement du système.
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Ce prototype a par la suite été amélioré, en augmentant sa raideur trans-
verse et en ajustant sa raideur longitudinale (voir sections 1.1.3 et 1.4.2).
De plus, un important travail a été réalisé sur l’estimation des performances
(section 1.3.3) et sur l’influence des principaux paramètres influençant le
comportement de l’hydrolienne.

La troisième approche utilisait un modèle numérique basé sur la mé-
thode des éléments finis. Il s’agit d’un modèle 2D reprenant les différents
éléments de la membrane (figure 16). Le fluide est modélisé comme étant
incompressible, sans prise en compte de modèle de turbulence. La résolution
des équations est réalisée par un couplage fluide/structure fort. Le modèle
fait l’hypothèse des grands déplacements et des petites déformations et utilise
un schéma temporel implicite de type composite. Les grands déplacements
induisent une forte déformation du maillage qui est répartie dans le domaine
fluide par la méthode Arbitrary Lagrangian-Eulerian (ALE). Ce modèle sim-
plifié 2D est très couteux en temps de calculs.

Les résultats issus de ces trois modèles ont été comparés en termes d’am-
plitudes du mouvement, d’efforts sur la structure et de fréquences d’oscilla-
tion. Le modèle analytique donne les bons ordres de grandeur et les bonnes
tendances de la fréquence mais sous-estime l’amplitude du mouvement et
les efforts sur la structure. Le modèle numérique ne représente pas correc-
tement les harmoniques de la fréquence principale du mouvement, ce qui
conduit à des efforts plus importants que ceux observés en essais. L’amor-
tissement est représenté différemment dans les trois modèles, ce qui conduit
à des écarts de résultats de puissance convertie. En particulier, le modèle
analytique ne donne ni la bonne répartition ni le bon ordre de grandeur de
puissance convertie.

Figure 16 – Représentation des éléments solides utilisés dans le modèle
ADINA [Déporte, 2016].
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Le prototype à l’échelle 1/20eme a permis de valider expérimentalement
pour la première fois le concept d’hydrolienne à membrane ondulante et le
procédé de conversion d’énergie réparti sur la longueur de la membrane. Une
étude paramétrique a mis en évidence trois principaux types de paramètres
qui influent sur le comportement : les conditions aux limites, les paramètres
matériaux et l’amortissement (i.e. la conversion d’énergie). La complémenta-
rité des trois modèles est soulignée.

Une comparaison des résultats obtenus avec deux prototypes 1/20eme et
1/6eme a montré qu’il existe un fort décalage entre les vitesses critiques, les
amplitudes de mouvement, les efforts et les fréquences d’oscillation pour les
deux prototypes. Ces décalages proviennent de différences dans les conditions
d’accroches, auxquelles s’ajoutent de forts effets de confinement et d’échelle.

Enfin, une partie de la thèse de A. Déporte est consacrée à l’étude des
matériaux, avec notamment des essais de traction, de flexion et de vieillis-
sement en eau de mer. Cette thèse étant la première dédiée à l’étude du
comportement d’une membrane ondulante pour récupérer l’énergie des cou-
rants marins, elle a couvert un grand nombre de domaines.

L’objectif des travaux menés à la suite de A. Déporte et synthétisés dans
ce manuscrit est de :
• Poursuivre et compléter les précédents travaux, en étudiant notam-

ment la phase de démarrage de l’hydrolienne, en améliorant le mo-
dèle expérimental, en réalisant une étude paramétrique complète ainsi
qu’en effectuant une caractérisation du sillage de l’hydrolienne (cha-
pitre 1),
• Développer un modèle numérique dédié afin d’améliorer la compréhen-

sion du système et de permettre l’optimisation de son fonctionnement
(chapitre 2).
• Considérer des conditions d’essais plus réalistes, avec l’étude de l’in-

fluence de la direction du courant et de l’impact de la houle sur le
comportement dynamique du système (chapitre 3).

Une synthèse des résultats obtenus permettra en fin de manuscrit de
statuer sur la complémentarité des différentes méthodes.
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Chapitre 1

Caractérisation expérimentale
du comportement d’une
hydrolienne à membrane
ondulante

« Moi, c’est bien simple, tout ce que je défends, c’est la nature... Appelez
cela comme vous voulez. Liberté, dignité, humanité, écologie... Cela revient
au même. »

- Les racines du ciel, Romain Gary.

40



Le développement du modèle expérimental poursuit trois objectifs. En
premier lieu, il s’agit de reproduire le mécanisme de l’hydrolienne à mem-
brane ondulante pour prouver la validité de son concept. Il s’agit donc de
démontrer qu’il est possible de récupérer l’énergie des courants marins par
l’intermédiaire d’une structure flexible qui ondule sous l’effet de son interac-
tion avec le fluide en mouvement.

En étudiant le système en environnement contrôlé, l’effet des différents
paramètres régissant son fonctionnement peut être mis en exergue. En effet,
le protocole expérimental permet de réaliser plusieurs expériences en ne fai-
sant varier qu’un seul paramètre, ce qui permet d’étudier son influence sur
le comportement du système. Ces informations sont essentielles pour dimen-
sionner correctement les futures hydroliennes à membrane ondulante à taille
réelle et pour valider les modèles numériques développés en parallèle.

Enfin, le modèle expérimental à taille réduite permet de tester rapidement
et à moindre frais des améliorations techniques envisagées, comme le choix
d’un assemblage ou d’un matériau.

C’est pourquoi, après une première partie consacrée au contexte de l’émer-
gence de cette technologie, ce chapitre est dédié au dimensionnement du pro-
totype utilisé, à la description de la méthode expérimentale et aux résultats
qu’elle permet d’obtenir : la caractérisation statique et dynamique de l’hydro-
lienne, l’influence des principaux paramètres du système et la caractérisation
de son sillage.

Figure 1.1 – Représentation de Ibn al-Haytham, un des premiers promoteurs
de la méthode expérimentale (Selenographia, Johannes Hevelius, 1647)
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1.1 Conception d’un prototype à échelle ré-
duite

1.1.1 Le bassin d’essai et son instrumentation
Les essais ont été réalisés dans le bassin à houle et à courant de l’Ifremer à

Boulogne-sur-Mer (Figure 1.2) [Gaurier et al., 2018]. Sa section utile mesure
18 m de long, 4 m de large et 2 m de profondeur. L’eau est mise en mouvement
par deux pompes de 1 m de diamètre et de puissance 2 × 250 kW. Elles
permettent d’ajuster la vitesse du courant de 0 à 2,2 m/s.

L’eau passe sous la section utile du bassin, remonte et traverse les nids
d’abeille qui redressent le courant. Ils permettent de limiter l’intensité turbu-
lente à I∞ = 1,5% (équation 1.17). Il est possible d’enlever ce dispositif pour
faire des essais avec une intensité turbulente égale à 15% [Mycek et al., 2014].
Il est aussi possible de générer différents niveaux de turbulence et de lon-
gueurs caractéristiques en utilisant des grilles disposées en amont de la sec-
tion d’essai [Blackmore et al., 2015]. De la houle peut être générée à l’aide
d’un batteur situé en amont [Gaurier et al., 2013]. Le bassin est équipé d’une
fenêtre d’observation sur le côté permettant d’observer et de filmer les essais.
De plus, il est muni de passerelles amovibles et de ponts roulants qui facilitent
la manutention des prototypes d’essai.

Figure 1.2 – Schéma du bassin d’essai à houle et à courant de l’Ifremer à
Boulogne-sur-Mer
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Le bassin d’essai de Boulogne-sur-Mer est doté d’un ensemble de moyens
de mesure spécifique à l’hydrodynamique. Il dispose notamment d’équipe-
ments permettant la mesure des efforts s’exerçant sur les dispositifs à tester,
ainsi que du suivi et de la visualisation de l’écoulement et du comportement
dynamique des maquettes :
• Système de trajectométrie aérienne et sous-marine,
• Balances de mesures d’efforts 6 composantes,
• Vélocimétrie Laser Dopler 2D (LDV),
• Système de Vélocimétrie par Image de Particule 2D (PIV),
• Hexapode : Système mécanique de déplacement et d’orientation des

maquettes suivant 6 degrés de liberté (3 rotations et 3 translations).

1.1.2 Les lois de similitudes
La conception du prototype à échelle réduite a été réalisée spécifiquement

pour mesurer son sillage dans le bassin d’essai. Il a donc fallu déterminer le
facteur d’échelle optimal à partir des lois de similitudes s’appliquant au sys-
tème et sélectionner les matériaux respectant la similitude tout en trouvant
un moyen de simuler la conversion d’énergie.

En premier lieu, il convient de sélectionner les lois de similitudes les plus
adaptées pour développer la maquette réduite en respectant les différents rap-
ports d’échelle en hydrodynamique et en mécanique du solide. En ingénierie,
des modèles réduits présentant la même forme que le modèle en grandeur
réelle (similitude géométrique) sont souvent utilisés. Les matériaux et les
phénomènes que l’on souhaite étudier sont alors mis à l’échelle afin de repro-
duire le comportement du système grandeur nature (similitude dynamique).
La mise à l’échelle du phénomène à étudier est assurée quand tous les pa-
ramètres de similitude sont identiques aux deux échelles. Ces nombres sans
dimension sont obtenus lors de l’analyse dimensionnelle, par exemple en utili-
sant le théorème de Vaschy-Buckingham ou théorème Π [Buckingham, 1914].

Cependant, il est souvent impossible de respecter strictement tous les cri-
tères de similitude. En effet, un phénomène négligeable à échelle réelle peut
devenir prépondérant à échelle réduite, ou inversement. C’est ce qu’on ap-
pelle les « effets d’échelle ». Un moyen de les diminuer est d’augmenter le plus
possible la taille du modèle réduit. On parle de similitude incomplète quand
seuls quelques-uns des critères sont satisfaits. C’est généralement le cas dans
les essais impliquant plusieurs milieux qui ne respectent pas les mêmes simili-
tudes comme, par exemple, pour les éoliennes flottantes [Müller et al., 2014].
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Dans certains cas, il est possible de contourner la difficulté en modifiant le
rapport de similitude géométrique. Il est question de distorsion géométrique
quand, par exemple, pour modéliser une rivière, on emploie une échelle de
largeur différente de l’échelle de longueur [Peakall et al., 1996].

Il existe de nombreux nombres adimensionnels caractérisant la similitude
en dynamique des fluides. Quatre d’entre eux peuvent s’appliquer suivant les
phénomènes considérés.

Le nombre de Reynolds. Il caractérise la nature du régime de l’écoule-
ment (laminaire, transitoire, turbulent). Le nombre de Reynolds représente
le rapport entre les forces d’inertie et les forces visqueuses. Il est calculé à
l’aide de l’équation 1.1, avec U∞ la vitesse de l’écoulement en m/s, L la lon-
gueur caractéristique de la maquette en mètres, et ν la viscosité cinématique
du fluide en m2/s.

Il est impossible de respecter cette similitude dans le cas présent, mais il
est important de conserver le même régime d’écoulement entre les différentes
échelles. Or, c’est bien le cas ici, car un écoulement est considéré turbulent
pour Re ≥ 2.103 (voir table 1.2).

Re = U∞L

ν
(1.1)

Figure 1.3 – Développement d’une couche limite sur une plaque plane pour
différents régimes d’écoulements (Université du Delaware).
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Le nombre de Froude. Dans un fluide, il caractérise l’importance relative
de l’énergie cinétique par rapport à l’énergie potentielle gravitationnelle. Il
s’exprime donc par un rapport entre la vitesse et la force de pesanteur (équa-
tion 1.2, avec g l’accélération de la pesanteur en m/s2). Ce nombre apparaît
essentiellement dans les phénomènes d’ondes de gravité à la surface libre.

Fr = U∞√
gL

(1.2)

Le nombre de Strouhal. Il décrit les mécanismes d’oscillation au sein
d’un écoulement. Il représente le rapport du temps d’advection et du temps
caractéristique de l’instationnarité. Comme le montre l’équation 1.3, il est cal-
culé à partir de la fréquence f . Or, la fréquence d’ondulation de l’hydrolienne
dépend de nombreux autres paramètres du système (raideur, amortissement,
masse ...). Ce nombre peut donc être employé dans l’analyse des résultats,
mais pas dans le dimensionnement du prototype. Il sera appelé fréquence
adimensionnelle par la suite, pour ne pas créer de confusion avec les phéno-
mènes de détachement tourbillonnaire, pour lesquels le nombre de Strouhal
est surtout utilisé.

St = fL

U∞
(1.3)

La vitesse réduite. Elle est utilisée dans les systèmes d’interaction fluide-
structure, notamment pour l’étude des vibrations induites par détachements
tourbillonnaires [Molin, 2002]. La vitesse réduite représente le rapport entre
la vitesse de l’écoulement et la vitesse d’une onde élastique dans le solide.
Elle s’exprime à l’aide de l’équation 1.4, où ρs est la masse volumique du
solide, E son module d’Young et I~z son moment quadratique par rapport
à l’axe ~z. Appliqué à l’hydrolienne à membrane ondulante, ce nombre sans
dimension a pour avantage de considérer les propriétés du matériau. Il sera
montré dans la section 1.4.2 que la vitesse réduite est adaptée à l’étude de
notre système.

Ur = U∞L
2
√

ρs
EI~z

(1.4)
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1.1.3 Choix du facteur d’échelle
Le projet industriel était initialement basé sur le développement de ma-

chines équipées d’une membrane ondulante de 16 m × 16 m, ces dimensions
ayant vocation à évoluer pour être adaptées aux besoins et aux spécificités
d’un lieu d’implantation. Néanmoins, au cours de cette thèse, elles servent
de référence pour désigner les facteurs d’échelles des différents prototypes.

Une solution pour définir la taille du prototype expérimental consiste à
utiliser le rapport d’échelle entre la profondeur des sites d’installation d’hy-
droliennes en mer et la hauteur du bassin d’essai. Parmi les zones envisagées
pour l’implantation d’hydroliennes en France, on peut citer le passage du
Fromveur (50 m), le Raz Blanchard (40 m), le Raz de Sein (20 à 30 m)
ou encore le passage entre l’île de Bréhat et la pointe de l’Arcouest (35 m)
[SHOM, 2015]. Au niveau européen, il existe des projets entre la pointe nord-
est de l’Écosse et la petite île de Stroma (40 m), ainsi qu’au niveau du détroit
des Orcades, aussi appelé Pentland Firth (60 à 90 m). Enfin, le Centre Eu-
ropéen des Énergies Marines (EMEC), situé dans les îles Orcades, propose
une zone de tests d’hydroliennes grandeur nature dans un site nommé Fall
of Warness, au sud-ouest de l’île d’Eday (12 à 50 m) [EMEC, 2018].

En considérant une hauteur d’eau de 40 m pour une installation de l’hy-
drolienne à membrane ondulante échelle 1, on obtient un rapport de 1 sur 20
avec le bassin d’essai. Le facteur d’échelle de 1/20eme, appliqué à la taille de la
membrane, donne un prototype échelle réduite de 0,8 m de long. Cette dimen-
sion concorde avec la taille d’autres technologies d’hydrolienne testées dans
le bassin, notamment pour la caractérisation de sillage [Mycek et al., 2014].

Les similitudes géométriques et dynamiques sont ensuite utilisées pour
déterminer le facteur d’échelle de chaque grandeur du problème étudié (table
1.1). Le rapport de toutes les dimensions géométriques du prototype et du
modèle est alors constant, ainsi que le rapport des accélérations.
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Grandeur Symbole Dimension Facteur d’échelle
Longueur L [L] ι
Surface S [L]2 ι2

Temps t [T] ι1/2

Vitesse U∞ [L][T]−1 ι1/2

Accélération a [L][T]−2 1
Masse m [M] ι3

Densité ρ [M][L]−3 1
Raideur k [M][T]−2 ι2

Force F [M][L][T]−2 ι3

Contrainte ζ [M][L]−1[T]−2 ι
Module de Young E [M][L]−1[T]−2 ι

Table 1.1 – Récapitulatif des facteurs d’échelle pour les différentes grandeurs
physiques considérées.

Le choix des matériaux de la membrane 1/20eme est déterminé à partir des
données du prototype 1/6eme déjà présent au début de la thèse (ρ1/6 = 1172
kg/m3, E1/6 = 12.14 GPa, k1/6 = 772.4 N/m, [Déporte, 2016]) et du rapport
d’échelle ι = 6/20. D’après le diagramme d’Ashby (figure 1.4), les matériaux
se rapprochant le plus d’une masse volumique de ρ1/20 = 1172 kg/m3 et d’un
module de Young de E1/20 = ι.E1/6 = 3.64 GPa sont les matières plastiques.
Le plus approprié serait un thermoplastique polyacetal (POM-C) avec les
caractéristiques suivantes :

— Masse volumique : ρs = 1410 kg/m3

— Module de Young : E = 2.9 GPa
— Limite rupture : ζrutpure = 68 MPa
L’épaisseur de la membrane est ajustée afin de retrouver une raideur

équivalente à k1/20 = ι2.k1/6 = 69.5 N/m et donc de respecter la similitude de
comportement en flexion. La membrane devrait donc avoir une épaisseur de
h = 4.2 mm. De plus, des barres transversales rigides en carbone/epoxy sont
fixées sur la membrane afin d’éviter la flexion selon l’axe ~x et ainsi garder un
mouvement en deux dimensions. L’épaisseur de ces barres transversales est de
3.2 mm pour respecter la similitude de dimension avec les barres transversales
du prototype 1/6eme qui mesurent 10 mm d’épaisseur. Cependant, avec ces
dimensions et ce matériau, la masse de la membrane est de 4.94 kg au lieu
de 3.79 kg en respectant la similitude en termes de masse. Pour résumer,
la similitude est respectée en termes de dimension (à part l’épaisseur), en
termes de raideur mais légèrement différente en termes de masse.
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Figure 1.4 – Diagramme d’Ashby.

Comme le montre la table 1.2, en respectant les similitudes géométriques
et dynamiques (conservation des longueurs et accélérations), il est possible à
la fois de respecter la similitude de Froude et de conserver la même vitesse
réduite, tout en restant dans le même régime d’écoulement. Le dimensionne-
ment du modèle réduit permet donc d’effectuer des expériences représenta-
tives du fonctionnement de la future hydrolienne taille réelle.

Cependant, ces dimensions ont évolué au cours des essais réalisés, ainsi
suite aux résultats des essais de raideur (section 1.4.2), la membrane utilisée
mesure 3 mm d’épaisseur. Cela ne change ni le nombre de Froude, ni le
nombre de Reynolds, mais modifie le calcul de la vitesse réduite.

Grandeur L h ρs E Iy U∞ Ur Re Fr
Unité m mm kg/m3 GPa m4 m/s . . .
échelle 1/6 2.5 13 1172 12 4.7.10−7 1.5 4.27 3.8.106 0.30
échelle 1/20 0.8 4.2 1410 4 5.0.10−9 0.8 4.33 6.4.105 0.29

Table 1.2 – Récapitulatif des valeurs sélectionnées pour les différentes gran-
deurs physiques considérées.
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1.2 Méthode et instrumentation

1.2.1 Dynamique du mouvement : forces et trajectoire
Les principaux paramètres à mesurer pour étudier le fonctionnement de

l’hydrolienne à membrane ondulante sont : son déplacement, les efforts qu’elle
subit et son sillage.

La fenêtre d’observation située sur le côté du bassin permet d’observer
les mouvements de l’hydrolienne et de la filmer afin d’enregistrer son dépla-
cement. Six diodes électroluminescentes (LED) ont été fixées sur les attaches
des amortisseurs et sont utilisées comme cibles pour la trajectométrie (figure
1.5). Une caméra Qualysis Oqus 310 (1024 px × 1296 px) est placée à 1.5
m de la fenêtre d’observation afin de filmer les essais à une fréquence de
fe = 40 Hz, avec une précision de ≈ 1 px/mm. L’instrumentation comprend
aussi une balance six composantes (Fmax

z = 18 kN, Fmax
x,y = 9 kN) placée

en haut du support (figure 1.5) afin de mesurer les forces et moments agis-
sants sur le prototype. Deux capteurs en traction-compression (Lefe, 2 kN)
sont également utilisés pour mesurer la tension dans les câbles. La fréquence
d’échantillonnage de ces capteurs est de 100 Hz. Chaque essai dure 80 s, ce
qui signifie que la taille d’échantillon est de N = 8000.

Figure 1.5 – Photographie du prototype
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Les trajectoires sont obtenues via le modèle d’identification automatique
des marqueurs (AIM) du logiciel Qualisys Track Manager. Il identifie les
trajectoires par apprentissage automatique à partir des angles et distances
entre marqueurs. Une interpolation polynomiale est appliquée sur les données
manquantes dont l’intervalle est inférieur à 1.0 s.

Les cibles sont placées aux extrémités des amortisseurs (xt, yt) afin d’ob-
tenir une plus grande précision de l’estimation de puissance. La position de
la membrane (x, y) est ensuite extrapolée avec les équations 1.5 à 1.7, i dé-
signant la cible et t le temps.

x(i, t) = xt(i, t) + hfix sin(αt(i, t)) (1.5)

y(i, t) = yt(i, t)− hfix cos(αt(i, t)) (1.6)

αt(i, t) = tan−1( yt(i+ 1, t)− yt(i− 1, t)
xt(i+ 1, t)− xt(i− 1, t)) (1.7)

Figure 1.6 – Schéma de l’interpolation de la position de l’hydrolienne à
partir des cibles de trajectométrie.
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La fréquence du mouvement est obtenue à partir d’une transformée ra-
pide de Fourier (Fast Fourier Transform, fft). C’est un algorithme qui échan-
tillonne un signal sur un intervalle de temps pour déterminer ses compo-
santes de fréquence. Ces composantes sont des sinusoïdes ayant chacune une
fréquence distincte, une amplitude et une phase (figure 1.7). La somme de
toutes les composantes permet de retrouver le signal de départ. L’algorithme
est utilisé pour convertir un signal du domaine temporel vers sa représenta-
tion dans le domaine fréquentiel.

La transformée de Fourier peut s’exprimer sous sa forme continue par
l’équation 1.8, où i est le nombre imaginaire, x(t) le signal à traiter, tf est la
durée du signal traité et fft(f) sa transformée de Fourier.

fft(f) =
∫ tf

t=0
x(t)e−2πiftdt (1.8)

Figure 1.7 – Représentation schématique de la transformée de Fourier.

La fréquence possédant la plus grande amplitude est appelée fréquence
principale. Les multiples entiers de cette fréquence sont ses harmoniques.
L’incertitude sur la fréquence calculée ainsi vaut : ∆f = 2fe

N
= 0.01 Hz. Un

exemple de fft appliquée à l’analyse de l’hydrolienne à membrane ondulante
est disponible figure 1.21. C’est aussi un outil particulièrement utile pour
analyser l’effet de la houle (section 3.1.3).

51



1.2.2 Évaluation des performances
À l’échelle 1/20eme, il est plus facile de dissiper l’énergie captée par la

membrane que de la convertir en électricité. Ainsi, les contraintes physiques
et mécaniques ont amené à modéliser les convertisseurs électromécaniques par
des amortisseurs hydrauliques. Ce procédé a été utilisé, entre autres, pour des
systèmes houlomoteurs oscillants [Day et al., 2015], [Neuveglise, 2018]. Les
amortisseurs employés dans cette étude sont les modèles HB15/75/S/S/B
de Slamproof Ltd. Ils ont été sélectionnés pour leurs dimensions adaptées
et parce qu’ils fournissent une force d’amortissement réglable en fonction de
leur vitesse d’actionnement.

Le réglage de la force d’amortissement est réalisé en tirant la tige du piston
jusqu’à sa butée et en la faisant tourner. Cela permet de visser/dévisser le
piston autour de la tige, le faisant se déplacer en avant/arrière le long de la
tige ce qui favorise/limite le passage du fluide et augmente/diminue les pertes
de charges. Les amortisseurs ont été calibrés sur un banc de test développé
spécifiquement (figure 1.8). Le banc permet d’imposer un déplacement dont
la vitesse est connue et de mesurer la force résultante exercée sur le vérin.
Des mouvements sinusoïdaux sont imposés à amplitude et fréquence fixes
(A ± 30 mm, f = 0. 2 Hz), proches des caractéristiques des mouvements
observés en essai. La réponse de chaque amortisseur en fonction de son réglage
est enregistrée et servira de référence pour l’évaluation des performances du
système. Il est aussi possible, après les essais en bassin, de reproduire les
mouvements perçus par les vérins pour obtenir une estimation de puissance
plus fiable. Cependant, ce procédé est long et complexe. Il n’a donc été réalisé
que pour certaines configurations.

Figure 1.8 – Photographie du banc de déplacement muni d’un capteur d’ef-
fort permettant de caractériser la réponse des amortisseurs
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La figure 1.9.a donne un exemple d’amortissement moyenné sur une pé-
riode. Un modèle parfait de convertisseur présenterait une force proportion-
nelle à la vitesse d’actionnement, or ici les non-linéarités suivantes sont ren-
contrées :

1. Un phénomène d’hysteresis dû aux bulles de vapeur qui apparaissent
lorsque la tige sort du corps au-delà d’une certaine vitesse. Le volume
interne du vérin augmente alors et la pression interne peut passer
en-dessous de la pression de vapeur saturante (pint ≤ pvap).

2. Un comportement quadratique généré par les pertes de charge singu-
lières aux endroits où la section de passage du fluide varie brutalement
(∆p ∝ V 2

i ).
3. Un fonctionnement asymétrique causé par des différences de pertes

de charges et de surface utile du piston entre la compression et la
traction.

a. b.

Figure 1.9 – (a) Exemple de force d’amortissement qui s’oppose à un mou-
vement périodique : Vi(t) = 0.038 sin(0.4πt). (b) Exemple d’approximation
linéaire (vert) de la force d’amortissement (bleu) et de son incertitude (rouge).

Le comportement asymétrique est en partie compensé par le fait que les
amortisseurs hydrauliques soient toujours installés par paire. L’un est au-
dessus et l’autre en-dessous de la membrane, ce qui fait que lorsqu’un vérin
est en phase de compression, l’autre est en phase de traction.

ci(kg/s) =
∫ t0+1/f
t=t0 Fi(t).Vi(t)dt∫ t0+1/f

t=t0 Vi(t)2dt
(1.9)
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En gardant à l’esprit ces non-linéarités, et afin de donner un ordre de
grandeur de l’amortissement de chaque vérin, un coefficient représentatif de
l’amortissement est introduit par l’équation 1.9. Ce paramètre est analogue
à un coefficient d’amortissement mais dépend fortement du signal de dépla-
cement utilisé pour la caractérisation des amortisseurs. Or, dans le cas de
l’amortisseur hydraulique HB15/75, et avec un déplacement sinusoïdal, il va-
rie relativement peu. En effet, en faisant varier la fréquence f de 0.1 à 0.3
Hz, l’écart-type moyen du coefficient vaut 11.5%.

Cependant, le procédé de réglage implique des grandes variations d’amor-
tissement pour une petite variation d’angle de la tige lorsque le passage
du fluide est presque totalement couvert par le piston. Autrement dit, plus
l’amortissement est grand, plus un réglage précis de celui-ci est difficile à
obtenir.

C = ΣNdampers
i=1 ci (1.10)

c = ΣNdampers
i=1 ci
Ndampers

(1.11)

σ(c) =

√√√√ 1
Ndampers

ΣNdampers
i=1 (ci − c)2

c2 (1.12)

Pour les amortissements élevés, les réglages sont compliqués et imprécis.
Aussi, au lieu de les modifier entre les essais, le choix a été fait d’augmenter le
nombre d’amortisseurs pour augmenter l’amortissement. Ainsi, les résultats
présentés ci-après correspondent à des essais réalisés avec zéro, une, deux
ou trois lignes de vérins. Ils sont respectivement désignés C0, C1, C2 et C3,
comme présenté figure 1.10. Les taux d’amortissement sont définis comme
la somme des coefficients d’amortissement calculés par l’équation 1.9 pour
chaque amortisseur. Suivant les essais effectués au cours de cette thèse, le
coefficient moyen vaut de c = 2800 kg/s à c = 5600 kg/s et son écart-type
vaut de σ(c) = 11% à σ(c) = 37%. Les valeurs sont rappelées à chaque début
de section.

Pour la section 1.3, cette estimation est donnée avec sa valeur moyenne
et son écart-type dans la table 1.3. Chaque ligne est constituée de 12 amor-
tisseurs et ajoute ≈ 36700 kg/s d’amortissement. Une ligne représente aussi
0.744 kg de masse, soit 9% de la masse totale de l’hydrolienne.
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Configuration Nverins Amortissement Valeur moyenne Ecart-type
1 ligne 12 C1 = 33500 kg/s c1 = 2800 kg/s σ1 = 11 %
2 lignes 24 C2 = 76700 kg/s c2 = 3200 kg/s σ2 = 31 %
3 lignes 36 C3 = 110100 kg/s c3 = 3100 kg/s σ3 = 27 %

Table 1.3 – Caractéristiques d’amortissement des configurations d’essai dont
les résultats sont présentés section 1.3.

La configuration sans amortisseur hydraulique est appelée C0. L’amor-
tissement interne du POM-C de l’hydrolienne est estimé à C0 = 1100 kg/s
en mesurant la fréquence de ses oscillations après un déplacement imposé,
et d’après le modèle visco-élastique de Kelvin-Voigt. Bien que C0 et C1,2,3
aient la même unité, ils ne représentent pas les mêmes phénomènes et ne
s’appliquent pas de la même manière sur l’hydrolienne.

Figure 1.10 – Répartition des lignes d’amortisseurs dans les configurations
d’essai

Deux méthodes ont été utilisées pour calculer la force d’amortissement
et estimer la prise de puissance (Power Take-Off, PTO) [Déporte, 2016]. La
méthode linéaire utilise les coefficients ci (kg/s) défini par l’équation 1.9.
Les données de trajectométrie sont utilisées pour estimer la vitesse d’action-
nement de chaque vérin. La puissance instantanée est alors calculée selon
l’équation 1.13.

P (t) = ΣNdampers
i=1 ciV

2
i (1.13)

L’incertitude sur le coefficient ci est définie par ses valeurs maximum et
minimum estimées par ∆C+ = max(F(V >0.02m/s)

V(V >0.02m/s)
) et ∆C− = min(F(V >0.02m/s)

V(V >0.02m/s)
)

(voir figure 1.9.b). Un seuil de 0,02 m/s est défini pour négliger les données à
forts coefficients d’amortissement (C ∝ F/V ) mais qui correspondent à des
faibles valeurs de puissance dissipée (P ∝ F.V ).
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L’autre méthode utilise une interpolation spline cubique par segment. Le
signal de force est moyenné entre chaque période, puis filtré au-delà de 5 Hz.
Après quoi, le signal est divisé en 12 segments selon la vitesse d’actionnement
V et le signe de l’accélération V̇

|V̇ | . Sur chaque segment, une interpolation
spline-cubique a été réalisée (figure 1.9.a). Les coefficients polynomiaux kij
sont enregistrés pour être utilisés avec les données de trajectométrie lors de
l’estimation de puissance dissipée (équation 1.14).

P (t) = ΣNdampers
i=1 ([S][K][V ]).Vi (1.14)

Dans cette équation, [S] est un vecteur ligne qui contient seulement des
0 et un unique 1. Il sert de matrice de sélection qui indique quel coefficient
doit être utilisé en fonction de la vitesse d’actionnement Vi et du signe de
l’accélération V̇i

|V̇i|
. [K] est la matrice 12 × 4 de coefficients polynomiaux et

[V] est un vecteur colonne égal à [1 ; Vi ; V 2
i ; V 3

i ]. Ces deux méthodes seront
comparées dans la partie 1.4.1.

1.2.3 Mesures non intrusives de l’écoulement
Des mesures ont été effectuées à l’aide d’un système de Particule Image

Velocimetry (PIV) en deux dimensions afin de caractériser le sillage de l’hy-
drolienne à membrane ondulante. Le plan de mesure est vertical et situé à
z = 0 mm, au milieu de la membrane, le long des axes ~x et ~y. Le bassin est
ensemencé au préalable par des billes de verre enrobées d’argent de diamètre
10 µm et de même densité que l’eau. Ces billes sont illuminées par un la-
ser Nd : YAG Gemini double cavités, doublé en fréquence, d’une longueur
d’onde de 532 nm et dont les pulsations peuvent contenir une énergie de 200
mJ. Le laser est généré en dehors du bassin, puis émis dans l’eau grâce à un
système optique monté sur un bras immergeable. Enfin, la nappe laser est
créée via une lentille cylindrique divergente. Les paires d’images PIV sont
enregistrées à 15 Hz avec un intervalle de ∆t = 1500 µs entre deux images
[Mallat et al., 2018]. La caméra (Hi-sense CCD FlowSens EO-2M, 1400 px
× 900 px) est localisée perpendiculairement à la nappe laser. La distance
entre la caméra et la nappe laser est de 2.2 m, ce qui fait que les dimensions
du plan sont de 970 mm × 616 mm, soit 690 µm par pixel. La densité des
particules est de 10−3 px−1 et la taille moyenne des particules vaut environ
1.15 px.
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Figure 1.11 – Schéma du montage expérimental et de son instrumentation.

Figure 1.12 – Photographie du montage expérimental.
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La figure 1.13 montre l’agencement des plans PIV avec la trajectoire
de l’hydrolienne ondulante en surimpression. Les plans sont enregistrés l’un
après l’autre et il faut les replacer ensemble dans l’espace et dans le temps
pour recréer des cartes de sillage. Vingt-trois plans ont été enregistrés pen-
dant 300 s pour chaque configuration, ce qui permet d’assembler les plans
sur une surface de 2.25 x 10 L2.

Figure 1.13 – Position des plans PIV, en longueur de membrane L.

Le logiciel DynamicStudio de Dantec Dynamics a été utilisé pour traiter
les images PIV. Les champs de vitesse sont obtenus par un algorithme d’in-
tercorrélation d’image avec une fenêtre d’interrogation de 32 px × 32 px, et
50% de recouvrement. Les composantes de vitesse axiale u et verticale v sont
alors disponibles tous les 16 pixels, ce qui donne un maillage régulier de 86
x 55 vecteurs sur chaque image. Les vecteurs sont éloignés de 11.4 mm dans
chaque direction.

L’intercorrélation est une mesure de similarité entre deux séries en fonc-
tion de leur déplacement relatif. L’algorithme d’intercorrélation d’image per-
met d’estimer la vitesse locale de l’écoulement. Il utilise l’équation 1.15, où g1
et g2 représentent respectivement des fenêtres de 32 px × 32 px sur des paires
d’images séparées par ∆t = 1500 µs. L’algorithme cherche alors la valeur de
déplacement (m,n) qui maximise la corrélation. Le vecteur de vitesse vaut
donc (u, v) = (m,n)/∆t [Boutier et al., 2012].

R(m,n) =
M∑

i=−M

N∑
j=−N

[g1(i, j)].[g2(i+m, j + n)] (1.15)
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Un algorithme de détection des vecteurs aberrants (Universal Outlier De-
tection (UOD)) est utilisé pour localiser et remplacer les vecteurs incohérents
[Westerweel & Scarano, 2005]. Il détecte ceux qui diffèrent d’un facteur 2 par
rapport à la valeur médiane des 5×5 vecteurs voisins. Les vecteurs anormaux
sont ensuite remplacés par la médiane de leurs voisins. La figure 1.14 per-
met de visualiser le procédé de traitement des données par intercorrélation
et UOD.

Les dimensions physiques d’un plan PIV sont de 970 × 616 mm2. Ce-
pendant, les particules ne sont pas bien éclairées par le laser sur les côtés
des plans où on trouve de nombreux vecteurs aberrants. Les algorithmes de
traitement d’image ne suffisent pas à avoir une bonne estimation de la vi-
tesse locale dans ces zones. Des bandes de trois pixels de large ont donc été
enlevées de l’analyse sur chaque plan.

Le système de trajectométrie est employé pour synchroniser tous les plans
PIV. L’instant où la cible en aval passe au-dessus de y = 0 mm est défini
comme origine, t = 0. Comme il arrive que la fréquence d’ondulation va-
rie (voir section 1.5.1), elle est calculée pour chaque plan puis utilisée pour
synchroniser chaque période et calculer les moyennes de phase.

Figure 1.14 – Étapes de post-process sur Dynamic Studio. Gauche : image
brute. Milieu : après l’agorithme d’intercorrelation. Droite : Après l’algo-
rithme UOD.

L’incertitude sur le début d’une période est de l’ordre de la fréquence
d’acquisition, soit 1/fe = 0.067 s. Les moyennes de phase sont alors calculées
sur des plans pris avec une incertitude de l’ordre du centième de la période
d’ondulation.
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Plusieurs paramètres sont utilisés pour caractériser le sillage de la mem-
brane. Ainsi, la vitesse fluctuante u′(t) est d’ordinaire définie comme la dif-
férence entre la vitesse instantannée u(t) et la vitesse moyenne u, u(t) étant
la composante horizontale de la vitesse, v(t) sa composante verticale et t le
temps.

(u′(t), v′(t)) = (u(t)− u, v(t)− v) (1.16)

L’intensité turbulente caractérise le niveau de fluctuations dans l’écoule-
ment par un pourcentage. Elle est calculée ici sur deux composantes (équation
1.17), ce qui génère des résultats différents des calculs effectués sur trois com-
posantes [Soria et al., 2016]. σ désigne l’écart-type, calculé suivant l’équation
1.18.

I(%) = 100
√

1
2
σ(u)2 + σ(v)2

u2 + v2 (1.17)

σ(u) =
√

1
N

∑N
i=1(u′(ti))2

u2 (1.18)

La vorticité est définie comme la circulation du champ de vitesse fluide.
Elle décrit le mouvement rotatif local du courant. Elle est calculée par l’équa-
tion 1.19, et, dans sa version discrète, par l’équation 1.20 [Luff et al., 1999].
Pour plus de lisibilité, une moyenne glissante est appliquée sur les cartes de
vorticité, avec une fenêtre de 5 pixels.

ω = 1
2(∂u
∂y
− ∂v

∂x
) (1.19)

ωij = [∆x2 (ui−1,j−1 + 2ui,j−1 + ui+1,j−1)

+∆y
2 (vi+1,j−1 + 2vi+1,j + vi+1,j+1)

−∆x
2 (ui−1,j+1 + 2ui,j+1 + ui+1,j+1)

−∆y
2 (vi−1,j+1 + 2vi−1,j + vi−1,j−1)]/(4∆x∆y)

(1.20)
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La vitesse de l’écoulement peut aussi être mesurée à l’aide d’un véloci-
mètre laser doppler (LDV) 2D, le bassin étant ensemencé avec des billes de
verres enrobées d’argent de 10 µm de diamètre. L’intersection des rayons la-
ser crée alors un volume de mesure de 0,015 mm3 dans lequel les interférences
génèrent un réseau de frange. La vitesse est estimée à partir du temps de pas-
sage des particules dans ce volume [Boutier et al., 2012]. Ainsi, ce système
acquiert des valeurs de vitesses ponctuelles (u, v) avec une fréquence d’échan-
tillonnage irrégulière, dont la moyenne au cours d’une mesure est comprise
entre 250 Hz et 500 Hz.

Lors des essais présentés section 3.1.3, les vitesses axiales et transverses de
l’écoulement sont mesurées, mais pas la vitesse verticale. Cette disposition du
système LDV a été choisie afin de limiter les perturbations de l’écoulement en
amont. Cependant, l’ordre de grandeur de la vitesse verticale est connu car
des mesures antérieures sont disponibles pour des conditions d’essai similaires
(v = 0± 0.05 m/s) [Gaurier et al., 2013].

Lors des essais avec houle et courant, l’élévation de la surface libre est
mesurée à l’aide de trois sondes à houles situées à z = 1, 25L sur le côté
et respectivement à x = 0, x = −1L et x = −1, 5L en amont de l’hydro-
lienne à membrane ondulante, comme indiqué sur la figure 1.15. La fréquence
d’échantillonnage de ces capteurs est de 100 Hz. Chaque essai dure ∆t = 300
s, ce qui signifie que la taille des échantillons est de N = 30000. L’incertitude
sur la fréquence de houle vaut alors ∆fhoule = fe

N
= 0.0033 Hz.

Figure 1.15 – Schéma de l’instrumentation utilisée pour les essais combinés
houle/courant.
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1.3 Analyse du comportement dynamique
Le comportement dynamique d’une hydrolienne à membrane ondulante

sera abordé dans cette partie. Après une introduction sur l’analyse de la
phase de démarrage, l’étude de la trajectoire et des efforts sur la structure en
fonctionnement est présentée. Les résultats d’estimation de puissance sont
ensuite comparés et évalués pour l’amortissement C2 (figure 1.16).

La membrane considérée dans cette section possède une épaisseur h = 3
mm, elle est donc plus souple que son équivalent à l’échelle réelle, calculé au
chapitre 1. Comme on le verra par la suite (section 1.4.2), cela permet un
meilleur comportement à basse vitesse (équation 1.4).

Les résultats sont présentés dans leur forme adimensionnelle.
• Vitesse réduite, Ur = U∞L

2
√
ρs/(E.b.h3/12)

• Position horizontale, x∗ = x/L
• Position verticale, y∗ = y/L
• Temps adimensionnel, t∗ = t.f = t/T
• Amplitude, A∗ = A/L
• Fréquence, f ∗ = f.L/U∞
• Vitesse d’onde, v∗p = vp/U∞
• Coefficient de trainée, Cd = Fx/(0.5.ρf .L.b.U2

∞)
• Coefficient de portance, Cl = Fy/(0.5.ρf .L.b.U2

∞)
• Coefficient de tension dans les câbles, Ct = Fc/(0.5.ρf .L.b.U2

∞)
• Coefficient de puissance, Cp = P/(0.5.ρf .L.b.U3

∞)

Figure 1.16 – Emplacements des amortisseurs sur la membrane.
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1.3.1 Mise en flambement
Les câbles de pré-contrainte relient l’extrémité avale de la membrane à

son support. Ils sont plus courts que la distance au repos entre ses points
d’attache et sont caractérisés par la longueur de retrait d (équation 1.21). Les
câbles permettent d’imposer une forme fléchie à la membrane avant qu’elle
ne soit soumise à un écoulement. La structure est donc pré-contrainte par
des câbles de compression qui la mettent en flambement dans la direction
axiale. Cette innovation permet un meilleur contrôle du mode d’ondulation
[Déporte, 2016] et réduit la vitesse critique de démarrage Uc.

d = L+ Lbras − Lcable
L

(1.21)

Une première expérience a été mise en place afin de vérifier que le com-
portement du système étudié est cohérent avec les résultats de la littéra-
ture. En effet, le flambement des solides est un phénomène largement do-
cumenté. Des mesures ont donc été réalisées sur la membrane fixée ver-
ticalement en-dehors de l’eau, comme illustré sur la figure 1.17. Les cap-
teurs de mesure d’effort montrent une tension constante dans les câbles de
Fc = 62 N, ce qui est en accord avec la charge critique de flambement intro-
duite par Leonhard Euler pour une poutre encastrée-rotulée (équation 1.22)
[Timoshenko & Gere, 1963].

Fflambement = π2Ebh3

12(0.7L)2 = 59N (1.22)

La figure 1.18 décrit l’évolution du déplacement à l’extrémité de la mem-
brane en fonction de la longueur de retrait des câbles d. L’incertitude de me-
sure vaut ∆y = 10 mm, soit la moitiée de graduation utilisée pour la calibra-
tion (figure 1.17). Les résultats ont été approchés par : max(y)/L = 1.28

√
d,

avec un écart-type de 0.42 %. Il en ressort que l’incertitude est bien estimée
car l’approximation quadratique passe par tous les intervalles d’incertitude.
Au vu du faible écart-type, cette approximation représente bien le compor-
tement en flexion de la membrane dû aux câbles pour un retrait d ≤ 10%.

Ces deux résultats servent à établir les hypothèses qui permettent le dé-
veloppement du modèle analytique (section 2.1). Ils sont aussi utiles à sa
validation pour une configuration statique.
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a. b.

Figure 1.17 – Comportement en flexion de la membrane sur son mode 1 pour
une longueur de retrait d = 8.8%, dans l’air : a. Photographie du montage
expérimental, b. Schéma explicatif.

Figure 1.18 – Déplacement vertical de l’extrémité de la membrane en fonc-
tion de la longueur de retrait des câbles dans l’air.
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Après cette expérience à l’air libre, la membrane est encastrée horizon-
talement dans le bassin et étudiée pour une vitesse de courant croissante de
0 à 0.8 m/s. La figure 1.19 présente le déplacement vertical de l’extrémité
(haut, gauche), les forces dans les câbles et sur la structure (bas, gauche)
et la déformée de la membrane à certains moments-clés (droite) pendant ce
test. Ici, la longueur de retrait des câbles est d = 7.7%, avec une membrane
équipée de deux rangées de vérins (C2 =76 660 kg/s).

En premier lieu, le comportement « pré-critique » est analysé, c’est-à-
dire quand la vitesse du courant U∞ est inférieure à la vitesse critique de
démarrage Uc. Pour U∞ = 0, la membrane est soumise uniquement à la
gravité donc sa déformée est similaire à celle présentée figure 1.19 à droite,
en (1a) ou (2a), selon la direction de sa courbure avant les essais. Si la position
de repos est proche de (2a), alors le comportement du prototype pour une
vitesse de courant croissante commence à l’étape 2.

La figure 1.19 présente à gauche les forces dans les câbles et sur la struc-
ture pour une vitesse de courant de 0 à 0.8 m/s. Trois étapes sont distin-
guables.
• L’étape 1 correspond au moment où les zones de sur-pression et de

sous-pression se créent autour de la membrane. La membrane se dé-
forme de plus en plus, jusqu’à une certaine vitesse où elle se retourne.
Cette transition s’accompagne d’une augmentation de la trainée et
d’une chute de tension dans les câbles.
• L’étape 2 correspond au moment où la membrane se place en position

« aile d’avion », idéale pour minimiser la trainée. Celle-ci est stable
durant cette période, elle ne varie pas en fonction de la vitesse du
courant [Barois & de Langre, 2013]. Au contraire, la portance diminue
et change de signe, tandis que la tension dans les câbles augmente.
• L’étape 3, au-delà de la vitesse critique, correspond à l’étape d’ondu-

lation de la membrane.
Les déformées de la membrane au début et à la fin des étapes 1 et 2 sont

affichées à droite de la figure 1.19. Le point le plus à gauche correspond à
l’encastrement entre les bras et le support, le premier segment représente
donc les bras, et les autres segments représentent la membrane. Sur la figure
du haut (1a), la déformée de la membrane au repos apparait telle qu’elle est
lorsque U∞ = 0 m/s. Une part importante du poids apparent du prototype
est compensée par la tension dans les câbles. En-dessous (1b), la déformée
correspond au moment juste avant le retournement, à la fin de l’étape 1. La
troisième déformée (2a) se situe une seconde après, à t = 54 s, au début
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de l’étape 2. La déformée est proche du premier mode de déformation d’une
poutre encastrée-libre horizontale soumise à un chargement vertical uniforme,
avec peu d’effet des câbles. Au cours de l’étape 2, la membrane va peu à peu
se mettre en position d’équilibre au-dessus de la ligne médiane, comme sur
la déformée du bas (2b).

Entre les étapes 2 et 3, la membrane commence à onduler à une certaine
vitesse du courant, que l’on appelle vitesse critique et qui est notée Uc.

Figure 1.19 – Évolution des efforts dans les câbles et sur la structure et
position de la membrane à différents instants lors de la phase de démarrage

Les résultats obtenus lors de ce test ont permis de comprendre la dyna-
mique de l’hydrolienne à membrane ondulante lorsqu’elle n’est pas en fonc-
tionnement. Les câbles de pré-contrainte y ont un impact significatif en ce
sens qu’ils empêchent la membrane de se positionner à l’horizontale. En ef-
fet, pour U∞ < Uc, la membrane est en état d’équilibre et se positionne en
une déformée qui minimise la trainée en fonction de la vitesse du courant
[Gosselin et al., 2010]. Le comportement pré-critique étant ainsi caractérisé,
la dynamique de la membrane lors de l’ondulation sera étudiée dans la section
suivante.
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1.3.2 Étude du comportement ondulant

a. b.

Figure 1.20 – (a) Superposition de la position de la membrane tous les
1/20eme de période. (b) Position verticale des points de suivi de comporte-
ment de la membrane positionnés chaque 0.2L au cours d’une période.

La figure 1.20.a présente les trajectoires des six points de contrôle répartis
le long de la membrane pour un écoulement à U∞ = 1 m/s et un retrait
d = 4, 67 %. Les cibles étant fixées sur les fixations des amortisseurs (xt, yt),
les résultats sur la figure 1.20 sont extrapolés par les équations 1.5 à 1.7 afin
de reproduire l’évolution du mouvement de la membrane sur la ligne neutre.

La trajectoire du 6eme point est un arc de cercle car sa distance à l’ori-
gine est limitée par les câbles de compression. Les câbles influencent aussi
les autres trajectoires, qui sont des combinaisons de mouvements en forme
de huit et d’arc de cercle. La position moyenne de chaque point est située
légèrement en-dessous de y∗ = 0 à cause de l’influence de la gravité : ρs > ρf ,
car le poids de la membrane n’est pas compensé par la poussée d’Archimède.

La figure 1.20.b montre le déplacement vertical des cibles le long de la
membrane au cours d’un cycle. On observe une onde se propageant dans la
direction du courant avec une amplitude croissante. Les signaux de position
verticale sont proches de sinusoïdes. On peut aussi y voir que la membrane
monte plus lentement qu’elle ne descend, ce qui est aussi dû à l’effet de la
gravité. Les données de trajectoire permettent d’estimer la vitesse de phase.
Ce calcul donne v∗p = 0.44±0.12. La longueur d’onde λ et le nombre d’onde κ
peuvent aussi être estimés. Pour cette configuration, on obtient λ = vp/f =
1.9±0.5 m et κL = 2πL/λ = 2.7±1.0

0.6 , ce qui indique une ondulation entre le
mode 1 (κL = 1.876) et le mode 2 (κL = 4.695) d’une plaque en porte-à-faux
[Païdoussis, 1998].
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La figure 1.21.a présente le résultat d’une transformée de Fourier discrète
effectuée sur le signal de la position verticale de chaque cible. Les résultats de
la transformée sont normalisés par la fréquence principale (ici, f ∗ = 0.184)
et par son amplitude, ce qui permet de comparer l’importance relative des
harmoniques. La fréquence principale est la même pour toutes les cibles. On
remarque que les harmoniques paires sont plus importantes que les harmo-
niques impaires. De plus, les harmoniques -sauf la première- sont relativement
plus présentes sur les cibles amonts. Ceci pourrait être expliqué par un dé-
faut d’encastrement au niveau de l’accroche qui génère des perturbations du
mouvement ou bien par les chocs des attaches des câbles de compression.

Les efforts appliqués sur la membrane et dans les câbles sont présentés
sur la figure 1.21.b. Les efforts s’exerçant sur le support ont été soustraits
aux résultats issus de la balance. Le signal de la force de portance est quasi-
ment sinusoïdal excepté une perturbation périodique à t∗ ≈ 0.17. Il n’est pas
centré en zéro car la structure n’est pas symétrique. La force de trainée a une
fréquence double et ressemble à une fonction du type : Fx = | sin(2πt∗)|+K.
Le signal de la force dans les câbles est lui aussi proche d’un sinus, mais avec
une fréquence double. La force minimum dans les câbles est proche de la va-
leur critique de flambement pour une poutre encastrée-pivot (équation 1.22).
La tension dans les câbles serait alors la somme de la force de flambement et
d’une composante des efforts hydrodynamiques s’exerçant dans la direction
des câbles.

a. b.

Figure 1.21 – (a) Transformée de Fourier des positions verticales des cibles
à U∗ = 8.5. Un zoom est présenté en annexe. (b) Coefficients de force au
cours de deux périodes.
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1.3.3 Évaluation des performances
Le déplacement relatif des pistons par rapport aux cylindres des amortis-

seurs est mesuré directement, les cibles du système de trajectométrie étant
fixées aux extrémités de chaque amortisseur. La vitesse relative des pistons
est calculée à partir du déplacement par un schéma centré de différences
finies. Les signaux de déplacement et de vitesse, respectivement représenté
à gauche et au centre de la figure 1.22, sont tous les deux filtrés par une
moyenne glissante sur une fenêtre de 0.25 s pour une meilleure lisibilité et
pour éviter la propagation des erreurs dues au bruit.

Figure 1.22 – Déplacement (gauche), vitesse d’actionnement (centre) et
puissance dissipée (droite) des amortisseurs au cours de deux périodes. La
position correspond à l’emplacement des amortisseurs, de l’amont (haut) vers
l’aval (bas).
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La gamme de vitesses mesurées durant les essais (±0.05 m/s) correspond
à la gamme de vitesses utilisées pour la calibration des amortisseurs. On voit
sur la figure 1.22 que l’amplitude du déplacement des vérins est très différente
suivant sa position sur la membrane. De même pour leur trajectoire, qui peut
être plus ou moins sinusoïdale et plus ou moins assymétrique. Cela donne des
courbes de vitesses d’actionnement qui diffèrent aussi, avec un déphasage
progressif de l’amont vers l’aval.

La colonne de droite sur la figure 1.22 représente l’évolution de la puis-
sance dissipée sur chaque segment au cours de deux périodes, selon chacune
des deux méthodes présentées section 1.2. C’est donc la somme des puis-
sances dissipées par les quatre amortisseurs placés à la même position le long
de la membrane (un de chaque côté de la membrane fois deux lignes). Ces
résultats montrent que l’interpolation spline cubique tend à sous-estimer la
production de puissance générale en comparaison de la méthode linéaire.

Le coefficient de puissance global est moyenné sur dix périodes. Il est
estimé à Cspline

p = 0.06 par la méthode spline cubique (équation 1.14) et à
C linear
p = 0.082±0.04

0.07 par la méthode linéaire (équation 1.13). La production
de puissance est concentrée sur 2/3 du cycle (figure 1.23.a) et la majorité de
la puissance est convertie sur les segments no4 et no5, comme confirmé par
la figure 1.23.b. L’optimisation opérationnelle devrait permettre de mieux
répartir la production le long de la membrane et sur la totalité du cycle,
notamment en réduisant le temps que les vérins passent en fin de course.

a. b.

Figure 1.23 – (a) Dissipation de puissance sur deux périodes. (b) Contri-
bution des amortisseurs calculées sur dix périodes par les deux méthodes
d’estimation.
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Afin d’évaluer les méthodes d’estimation de puissance, un amortisseur a
été choisi et testé sur banc de déplacement avec les six trajectoires mesurées
pour les vérins du dessus de la membrane. L’amortisseur en question a été
réglé à ci = 2900 kg/s. Les forces d’amortissement enregistrées ainsi que les
estimations linéaire et spline cubique sont présentées figure 1.24. Les deux
estimations approximent assez bien la force d’amortissement réelle. Cepen-
dant, elles tendent à surestimer les efforts d’amortissement sur les vitesses
négatives et sont moins précises autour des pics d’efforts et de Fi = 0. La
méthode spline présente aussi des décalages pour les faibles efforts, ce qui
résulte de transitions soudaines des coefficients (équation 1.14).

Les résultats de puissance sont obtenus en calculant la valeur moyenne
du produit de l’estimation d’effort (ou de sa mesure) et le signal de vitesse
sur dix périodes. Les erreurs relatives moyennes sur l’estimation de puissance
sont alors : ξlin = 1

N
ΣN=6
i=1 (Plin−Preel

Preel
) = 17% et ξspline = −24%.

Le comportement de l’amortisseur sélectionné est représentatif de tous les
autres et les erreurs calculées ici correspondent à un point de fonctionnement
moyen. On peut donc considérer les erreurs calculées ici comme un aperçu
de la précision des calculs.

Figure 1.24 – Vérification de l’estimation de force sur les six trajectoires
d’amortisseurs mesurées pour un vérin choisi au hasard.
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La méthode linéaire semble plus précise que la méthode spline cubique
et sera majoritairement utilisée dans ce chapitre. Les deux seront cependant
utilisées dans la section 1.4.1. En effet, la méthode spline prend en compte
des phénomènes comme l’hysteresis, le comportement quadratique et l’as-
symétrie. Elle est aussi plus conservative sur certains pics d’efforts. Le fait
d’utiliser les deux méthodes permet de comparer les tendances des résultats
et de donner un meilleur aperçu des incertitudes élevées.

Un moyen de diminuer ces incertitudes serait d’utiliser des amortisseurs
avec un comportement plus linéaire ou de tous les tester sur la table de
déplacement avec toutes les trajectoires mesurées pendant les essais en bassin.
Cette dernière solution étant trop chronophage, on considérera donc l’ordre
de grandeur des erreurs comme acceptable dans cette section.

1.4 Étude paramétrique
Le comportement de l’hydrolienne à membrane ondulante a été caractérisé

précédemment pour une configuration "classique" (amortissement et retrait
moyen). Dans cette partie, les résultats de trajectoire, d’efforts et d’estima-
tion de puissance convertie sont présentés pour différents taux d’amortisse-
ment et différentes vitesses réduites du fluide. Un seul rapport d’aspect a
été étudié, b/L = 1. Les paramètres d’amortissement C sont donnés dans la
table 1.3 et la vitesse réduite est calculée par l’équation 1.4. Ce paramètre
adimensionnel est fréquemment utilisé dans la littérature pour les problèmes
d’interactions fluide-structure et est proportionnel au ratio entre la vitesse
du courant et la célérité d’une onde élastique dans la structure.

La vitesse du courant varie entre la vitesse critique Urc à laquelle la
membrane commence à onduler et Ur ≈ 7. Les résultats sont moyennés sur
autant de périodes qu’il y en a dans l’échantillon, suivant l’équation 1.23. Le
nombre minimum de période est Np = 7. Les écart-types sont indiqués par
les barres d’erreur (équation 1.24, avec Xi la valeur de X calculée pendant
la i-ème période et X̄ la moyenne sur Nperiod périodes).

Np = bf.tfc (1.23)

σ(X) =
√

1
Np

ΣNp
i=1(Xi − X̄)2 (1.24)
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1.4.1 Power take-off : réglage de l’amortissement
La figure 1.25 présente les résultats d’amplitude maximum tête-à-creux

des ondulations et la figure 1.26, l’évolution de la fréquence principale. Pre-
mièrement, cette figure montre que la vitesse critique augmente avec le taux
d’amortissement [Träsch et al., 2016b]. Deuxièmement, l’amplitude tend à
diminuer lorsque la vitesse du courant accélère et à augmenter lorsque les
amortisseurs sont plus nombreux, ce qui est le contraire de la fréquence. Ce
comportement opposé suggère qu’il y aurait un équilibre optimal à trouver
entre la fréquence et l’amplitude, en ajustant l’amortissement en fonction de
la vitesse du courant. À noter que pour toutes les configurations testées, la
cible avec la plus grande amplitude est celle située le plus en aval.

Figure 1.25 – Évolution de l’amplitude maximale pour différents coefficients
d’amortissement et vitesses de courant.

Le comportement dynamique de la membrane est similaire à ce qui a été
présenté figure 1.20 dans toutes les configurations testées à l’exception du
cas C0 à Ur > 5.5. En effet, la membrane non amortie (C0, ligne bleue) a un
comportement différent des configurations avec amortisseurs. Elle présente
les mêmes tendances en termes d’amplitude et de fréquence, mais avec des
variations plus importantes au-delà de Ur = 5.5. C’est un signe de change-
ment de mode. En effet, l’analyse de la trajectoire y révèle un nœud autour
de la cible no3 (figure 1.27).
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Figure 1.26 – Évolution de la fréquence principale pour différents coefficients
d’amortissement et vitesses de courant.

Figure 1.27 – Superposition de la déformée de la membrane tous les 40eme
de période (C = 0 kg/s, Ur=6).

Les coefficients hydrodynamiques (portance, trainée) et de puissance sont
calculés avec pour surface de référence, la surface de la membrane L×b (équa-
tion 1.25 - 1.27). Leur signification diffère de ce qui est communément utilisé
dans le domaine des énergies marines renouvelables, où le coefficient de puis-
sance est le ratio entre la puissance mécanique et la puissance hydrocinétique
incidente intégrée sur la surface frontale. Cependant, ce critère permet d’uti-
liser une surface constante pour le calcul des coefficients, au contraire de
l’aire balayée, b × A, qui dépend d’autres paramètres comme la vitesse du
courant.
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Cd = Fx
0.5.ρf .L.b.U2

∞
(1.25)

Cl = Fy
0.5.ρf .L.b.U2

∞
(1.26)

Cp = P

0.5.ρf .L.b.U3
∞

(1.27)

L’évolution des coefficients de trainée et de portance en fonction de Ur
sont présentés figures 1.28 et 1.29. Les signaux étant périodiques, seulement
les valeurs moyennes et extrêmes sont représentées. On peut noter que sur les
deux graphiques, l’amplitude des efforts est plus importante que la moyenne.
Le coefficient de trainée moyen est sensiblement plus important à la vitesse
critique et pour les amortissements élevés (Cd ≈ 0.25), tandis qu’il décroit
pour les courants plus rapide jusqu’à Cd ≈ 0.2 à Ur = 7. L’amplitude du
coefficient de trainée est aussi significativement plus faible pour les grandes
vitesses. Elle évolue de 0.5 à la vitesse critique jusqu’à environ 0.2 à Ur = 7.
On remarque que max(Fx) évolue proportionnellement à U∞, alors que Fx
est proportionnel à U2

∞.
La portance est la composante dominante du système, comme illustré par

la figure 1.29. L’amplitude du coefficient de portance est supérieure à 1 pour
les petites vitesses de fluide, puis diminue fortement, en effet max(FL) est
proportionnel à U∞. Ici aussi, la valeur moyenne du coefficient de portance est
positive, avec Cl ≈ 0.15. Comme expliqué pour la figure 1.21, cela pourrait
être causé par une influence indésirable du sillage du support sur la membrane
ou par l’influence de la surface libre et/ou du fond du bassin. La connaissance
de ces coefficients hydrodynamiques est utile pour dimensionner le support
de la future hydrolienne échelle 1.
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Figure 1.28 – Coefficients de trainée sur la membrane. Moyennes : lignes
pleines. Valeurs maximales et minimales : lignes pointillées.

Figure 1.29 – Coefficients de portance sur la membrane. Moyennes : lignes
pleines. Valeurs maximales et minimales : lignes pointillées.
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Figure 1.30 – Coefficient de puissance en fonction de l’amortissement et de
la vitesse du courant. Lignes pointillées : C linear

p , ligne pleine : Cspline
p .

Les résultats en termes de coefficient de puissance sont tracés sur la figure
1.30. Les résultats obtenus avec la méthode linéaire sont représentés par une
ligne pointillée tandis que les résultats obtenus avec la méthode spline sont
présentés en ligne pleine. Le coefficient de puissance obtenu par la méthode
linéaire est supérieur d’environ 30%, mais les deux méthodes donnent la
même tendance. Il y a une légère augmentation de puissance en fonction
de l’amortissement et pas de variation significative en fonction de la vitesse
du courant pour Urc < Ur < 6. Au-delà de cette valeur, le coefficient de
puissance commence à décroitre.

La figure 1.31 montre la contribution de chaque segment à la puissance
dissipée totale. La majorité de la puissance est toujours extraite par les amor-
tisseurs no4 et no5 alors que le premier vérin ne produit que très peu. Cela
peut être expliqué par les conditions aux limites de la membrane : l’encas-
trement amont limite l’amplitude au début des ondulations et le degré de
liberté en aval restreint la déformation de la membrane sur cette partie. La
figure 1.31 montre aussi qu’un amortissement plus important entraine une
meilleure répartition de la puissance produite le long de la membrane avec
une plus grande contribution des segments no2 et no3 et une plus faible du
no5.
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Figure 1.31 – Contribution des amortisseurs à la puissance totale pour
chaque configuration testée.

Il est aussi possible d’augmenter la captation d’énergie en jouant sur
d’autres paramètres comme le module d’Young de la membrane (E), la lon-
gueur des câbles (d), les conditions d’accroche ou la répartition de l’amor-
tissement. Ce sujet sera abordé dans la suite de ce manuscrit en utilisant la
méthode linéaire pour l’estimation du Cp. En effet, elle limite notamment le
risque de surestimer les coefficients de puissance lorsque le système fonctionne
au-delà de la zone de caractérisation des vérins.
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1.4.2 Effets d’un changement de raideur
Trois plaques de polyacétal d’épaisseurs h1 = 3 mm, h2 = 3.5 mm et

h3 = 4 mm, et donc de raideurs différentes, sont utilisées dans cette étude.
Les valeurs de raideur sont ici adimensionalisées par la raideur la plus élevée
(k3 = 33 N/m pour E = 4 GPa). Nous avons donc k∗1 = 0.42, k∗2 = 0.67, k∗3 =
1, comme calculé par l’équation 1.29, où k∗ est la raideur adimensionnalisée,
E est le module d’élasticité, I~z le moment quadratique et L la longueur de la
membrane. On ne prend pas en compte la raideur ajoutée par les amortisseurs
ou les profilés transversaux.

k = EI~z
L3 ; (1.28)

k∗i = ki
k3

= (hi)3

(h3)3 (1.29)

Le traitement des signaux de trajectométrie a ici été réalisé avec le logi-
ciel open source Blender qui permet de suivre les cibles pour extraire leurs
coordonnées (xt,yt) à chaque pas de temps. La fréquence d’acquisition est
de 40 Hz. En absence d’indications contraires, les résultats présentés cor-
respondent à une membrane équipée de trois lignes d’attaches et une ligne
d’amortisseurs, avec un retrait de 4.67%.

La figure 1.32 présente la trajectoire des points de suivi du comportement
de la membrane positionnés tous les 0.2L à U∞ = 1.0 m/s pour les trois
raideurs testées. Les trajectoires sont similaires pour les différentes raideurs,
indiquant des ondulations sur un même mode, avec cependant une amplitude
plus importante pour la membrane la plus raide à vitesse équivalente.

La figure 1.33 représente l’amplitude maximum des ondulations, corres-
pondant au déplacement de la cible en aval, en fonction de la vitesse ré-
duite du courant. Chacune des courbes présentées commence à la vitesse
critique de démarrage des ondulations. Ainsi, plus la membrane est raide,
plus elle démarre à une vitesse critique élevée. Cela rejoint les conclusions de
[Weaver, 1970] pour une plaque non contrainte, qui observe que le carré de
la vitesse critique est proportionnel à la raideur. Cependant, on peut voir sur
la figure 1.33 que ce n’est pas le cas lorsqu’on considère la vitesse réduite. En
effet, les résultats d’amplitude et de vitesse critique pour différentes raideurs
sont très proches dès lors que la vitesse du courant est adimensionnalisée en
prenant en compte la raideur de la membrane.
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Figure 1.32 – Trajectoire des points de suivi de comportement de la mem-
brane positionnés tous les 0.2L à U∞ = 1.0 m/s pour trois raideurs (bleu :
k1, vert : k2, rouge : k3).

Figure 1.33 – Amplitude d’ondulation de la cible avale en fonction de la
vitesse réduite Ur pour les trois raideurs étudiées
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La figure 1.34 présente l’évolution des fréquences principales d’ondulation
adimensionalisées (f ∗ = fL/U∞) en fonction de la vitesse réduite du courant
pour les différentes raideurs. On remarque que les courbes de fréquence se
rapprochent au point qu’à partir d’une certaine vitesse, elles sont comprises
dans l’intervalle d’incertitude l’une de l’autre. Elles ne sont donc pas signi-
ficativement différentes, ce qui laisse supposer qu’à vitesse réduite et mode
d’ondulation constant correspond une unique fréquence principale d’ondula-
tion, quelque soit la raideur de la membrane. Cela confirmerait la pertinence
du choix de la vitesse réduite comme paramètre d’étude.

Figure 1.34 – Fréquences principale d’ondulation pour trois raideurs en
fonction de la vitesse réduite.

La figure 1.35 présente les mêmes résultats, mais tels qu’ils sont mesurés,
sans adimensionnalisation. À vitesse dimensionnelle égale, la fréquence d’on-
dulation augmente quand la membrane est plus souple. Or, c’est le contraire
pour sa fréquence propre à vide, comme on peut le voir sur l’équation 1.30
qui exprime les fréquences propres de vibration d’une poutre dans le vide,
avec κi les nombres d’onde des modes propres qui dépendent uniquement
des conditions limites. Cela montre la forte influence de la masse ajoutée du
fluide dans la réponse du système. Cette masse ajoutée dépend de nombreux
facteurs et n’a pas été étudiée en détail dans ce chapitre. Une manière de
formuler son influence sur la fréquence propre est présentée équation 1.31,
où κ est le nombre d’onde et ms et ma sont respectivement la masse linéïque
de la poutre et la masse ajoutée linéïque du système [Virot, 2015].
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Figure 1.35 – Fréquence principale d’ondulation pour trois raideurs en fonc-
tion de la vitesse dimensionnelle du courant.

f videi = κi
2πL2

√
EI~z
ms

(1.30)

f couplei = κi
2πL2

√
EI~z

ms +ma

(1.31)

De plus, comme cela a déjà été remarqué pour des membranes non contr-
aintes [Watanabe et al., 2002b] [Shelley & Zhang, 2011] et pré-contraintes [Déporte, 2016],
la fréquence principale augmente de manière quasi-linéaire avec la vitesse du
courant. La figure 1.36 présente le résultat de la transformée de Fourier de
la position du bord de fuite à U∞ = 0.95 m/s pour les trois raideurs. Les
résultats sont normalisés par l’amplitude et la fréquence de la composante
principale. Cela permet d’évaluer l’importance des harmoniques par rapport
à celle-ci. On observe alors que plus la membrane est raide, plus les harmo-
niques sont importantes.
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Figure 1.36 – Composition fréquentielle du déplacement en bord de fuite
pour trois raideurs

La figure 1.37 présente les coefficients de portance et la figure 1.38 les
coefficients de trainée en fonction de la vitesse réduite. Ces figures montrent
que la membrane la plus souple génère des efforts plus importants à vitesse
réduite égale, notamment en ce qui concerne leur amplitude, et donc l’effort
maximum. Cependant, à vitesse dimensionnelle constante, c’est la membrane
la plus raide qui subit le plus d’efforts hydrodynamiques.

Figure 1.37 – Évolution des coefficients de portance en fonction de Ur pour
les trois raideurs étudiées. Moyennes : ligne pleine, valeurs maximales et
minimales : ligne pointillée.
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Figure 1.38 – Évolution des coefficients de trainée en fonction de Ur pour
les trois raideurs étudiées. Moyennes : ligne pleine, valeurs maximales et
minimales : ligne pointillée.

Comme illustré sur la figure 1.39, la raideur donnant les meilleurs ré-
sultats en termes de puissance est k1, correspondant à la membrane la plus
souple. Bien que cette souplesse améliore le couplage fluide/structure/conver-
tisseurs, il existe une limitation de la transmission de l’énergie liée à des
déformations structurelles locales et/ou internes.

Figure 1.39 – Évolution des estimations de puissance par la méthode linéaire
en fonction de Ur pour les trois raideurs étudiées.
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Cette étude permet de montrer qu’il y a de nombreux avantages à déter-
miner avec attention la raideur d’une hydrolienne à membrane ondulante, et
donc à sélectionner avec soin les matériaux qui la composent ainsi que ses
dimensions. En effet la raideur est au centre de l’interaction entre le fluide
et la structure et agit par conséquent sur la dynamique de la membrane et
de l’écoulement autour de celle-ci. La raideur a une influence sur la stabilité
de la membrane au sein d’un écoulement et donc sur la vitesse critique de
démarrage, sur la fréquence et l’amplitude des ondulations, sur les efforts
qu’elle subit et in fine sur son rendement.

Le fait d’avoir testé différentes raideurs a aussi permis de mettre en valeur
l’intérêt d’utiliser la vitesse réduite pour présenter les résultats. La validité de
ce paramètre sera confirmé dans la section 4.1.1 lors de l’étude comparative
sur les effets d’échelle. On peut cependant d’ors et déjà affirmer que la raideur
est un paramètre très important du dimensionnement, à adapter en fonction
du milieu, c’est à dire de la gamme de vitesse pour laquelle l’hydrolienne doit
fonctionner.

Cette étude est cependant limitée car elle ne se concentre que sur une pe-
tite gamme de raideur, avec uniquement trois valeurs testées. Il conviendrait
de poursuivre cette étude en testant plus de configurations pour déterminer
l’optimum de raideur. En effet on aurait tendance à penser qu’une membrane
trop souple ne transmettrait pas suffisamment les efforts aux convertisseurs.
À grande vitesse, des déformations locales de la membrane ont été observées
aux pieds des convertisseurs, ce qui tendrait à confirmer qu’elle se trouverait
déjà à une raideur inférieure à l’optimum. Il convient aussi de se demander
si l’épaisseur joue aussi un rôle sur d’autres paramètres, en considérant que
le matériau n’est pas élastique pur. Une différence d’épaisseur change les ni-
veaux de contraintes au sein du matériau, et peut influer sur la fatigue et
la durée de vie de la membrane. Elle peut aussi induire une différence dans
l’amortissement interne, par exemple.

Cependant, il est contraignant de tester expérimentalement de nombreuses
valeurs de raideur, car il faut pour cela changer le matériau ou la géométrie
la membrane, ce qui induit une modification importante et de nombreuses
manipulations. Il semble donc plus approprié de poursuivre cette étude avec
un modèle numérique adéquat. Il permettrait de réaliser une optimisation
plus fine de ce paramètre et pourrait donner accès à d’autres informations,
comme le niveau de contrainte ou de déformation locale. Les développements
d’un tel modèle seront présentés dans le chapitre 2.
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1.4.3 Variation de la longueur des câbles de pré-contrainte
Une des particularités du système étudié vient du fait que la structure est

pré-contrainte par des câbles de compression qui la mettent en flambement
dans la direction axiale (figures 1.5 et 1.17). Les câbles de compression relient
l’extrémité avale de la membrane à son support. Ils sont plus courts que la
distance au repos entre ses points d’attache et sont caractérisés par leur lon-
gueur de retrait (équation 1.21). Pour rappel, une absence de pré-contrainte
correspond à une longueur de retrait d = 0 %, tandis que d = 12.5 % semble
être une valeur limite pour éviter la détérioration de la membrane 1/20eme
(voir figure 1.49).

L’influence de la longueur de retrait d sur le fonctionnement de l’hydro-
lienne à membrane ondulante est étudiée dans cette section. La configuration
considérée utilise le même prototype que précédemment mais avec un réglage
différent. Ainsi, la membrane mesure L×b×h = 0.8×0.8×0.003 m3. Le taux
d’amortissement moyen d’un vérin pour ces essais vaut : c = 5580 kg.s−1 et
24 amortisseurs hydrauliques sont installés. L’amortissement total est donc
supérieur à ce qui a été testé jusqu’ici (table 1.3), avec un écart-type de 19.3
%.

L’évolution de la vitesse critique en fonction de la longueur de retrait des
câbles est présentée figure 1.40. Ces résultats ont été obtenus en augmentant
graduellement la vitesse du courant par pas de 0.05 m/s. Cette valeur corres-
pond à l’incertitude associée au protocole d’essai et est indiqué par les barres
d’erreurs. La figure 1.40 montre que dans cette configuration il y a une lon-
gueur optimale des câbles qui permet de minimiser la vitesse critique. Cette
longueur de retrait optimale a été observée dans d’autres configurations. Sa
valeur dépend de l’amortissement, de la raideur et des conditions d’accroche
du système. Par exemple, elle est autour de 3-5 % pour la même membrane
fixée par des pivots munis de butée à ±15o [Träsch et al., 2016a]. La longueur
de retrait optimale minimisant la vitesse critique devrait être étudiée de ma-
nière plus approfondie. Elle dépend de phénomènes non-linéaires et n’est
pour l’instant pas prédictible de manière précise à cause du faible nombre de
paliers de vitesse utilisés lors des essais. Cependant, nous pouvons supposer
qu’en deçà de la longueur optimale, la déformation initiale de la membrane
est insuffisante pour générer assez de pression à U∞ < Uc. Au-delà, plus la
membrane est contrainte, plus elle est fléchie et plus elle nécessite des forces
de pression importantes pour contrebalancer cette contrainte initiale. Ainsi,
elle requiert une vitesse de courant plus élevée pour commencer à onduler.
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Figure 1.40 – Vitesse critique en fonction de la longueur de retrait des câbles

Un phénomène d’hystérésis a été noté par [Eloy et al., 2011] pour une
plaque plus légère et flexible dans un courant d’air, sans dispositif de mise
en flambement. Dans les expériences présentées ici, aucun phénomène d’hys-
térésis significatif n’a été remarqué. Un écart de vitesse critique inférieur ou
égal à ±0.05 m/s a été noté dans certains cas, mais il est considéré comme
non significatif car équivalent au pas entre deux vitesses de courant testées.
Au niveau du comportement post-critique, les autres paramètres sont égaux
lorsqu’ils sont mesurés pendant une rampe d’accélération ou de décélération.

La fréquence principale d’ondulation augmente lorsque le courant s’accé-
lère. Il apparait que tant qu’elle reste sur le premier mode post-critique, la
fréquence évolue de manière linéaire au-delà d’une certaine vitesse. La lon-
gueur des câbles a une faible influence sur la fréquence d’ondulation. Cette
influence n’est pas considérée comme significative car les différences en fonc-
tion de la longueur sont du même ordre de grandeur que l’incertitude de
calcul : 2∆f = 2fe

N
= 0.025 Hz, avec fe la fréquence d’échantillonnage et N

la taille de l’échantillon.
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Figure 1.41 – Évolution de la fréquence d’ondulation en fonction de la
vitesse réduite du courant pour plusieurs longueurs de retrait des câbles

D’un autre côté, la longueur des câbles a une forte influence sur l’ampli-
tude des ondulations. La figure 1.42 présente l’amplitude du bord de fuite
en fonction de la vitesse réduite du courant pour différentes longueurs de
câbles. Il y a une petite mais significative influence de la vitesse du courant
sur l’amplitude, avec ce qu’il semble être une décroissance linéaire.

Cette relation linéaire ne fonctionne pas bien pour des câbles courts,
proche de la vitesse critique, car ces configurations ne sont pas stables. Elles
ont un mouvement assymétrique : plus lent à monter et plus rapide en des-
cente. Ainsi, la membrane ne monte pas aussi haut que lorsque le courant
est plus rapide. Une interprétation serait qu’en haut du cycle, les forces de
pression ne suffisent pas à contrebalancer la combinaison du poids apparent
et de la contrainte des câbles. Il est possible que cela soit aussi lié à la posi-
tion d’accroche des câbles, qui est décalée de 12mm vers le bas par rapport
à la ligne médiane des bras de fixation de la membrane.
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Figure 1.42 – Évolution de l’amplitude au bord de fuite en fonction de la
vitesse réduite du courant pour différentes longueurs de câbles.

Afin de s’affranchir de ce phénomène d’assymétrie, la figure 1.43 a été
tracée pour une vitesse réduite de courant Ur = 10.4. Elle montre les ré-
sultats d’amplitude tête-à-creux maximale A∗ en fonction de la longueur de
retrait des câbles d . Au contraire de la déviation pré-critique (figure 1.18),
une relation quadratique ne suffit pas à représenter le lien entre ces deux
paramètres, à cause de non-linéarités qui se produisent lors des grands dépla-
cements [Païdoussis, 2001]. En effet, Ces non-linéarités ne sont pas (unique-
ment) dues à la pré-contrainte, car on les retrouve pour des plaques en porte-
à-faux [Eloy et al., 2008]. Cependant, elles augmentent lorsque la membrane
est plus fortement pré-contrainte. Un ajustement empirique a été réalisé pour
les estimer jusqu’au second ordre (équation 1.32).

A∗(d, Ur = 10.4) ≈ 3.85
√
d− 3.3d− 1.2d2 (1.32)

La figure 1.43 est particulièrement utile pour paramétrer les modèles nu-
mériques. Ainsi, le modèle analytique linéaire utilise une relation quadratique
entre l’amplitude et la longueur de retrait (figure 2.12), ce qui résulte bien
en une erreur de plus en plus importante selon la vitesse du courant (figure
2.10). Le modèle corotationnel présenté section 2.3, au contraire, prend en
compte ces non-linéarités.
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Figure 1.43 – Évolution de l’amplitude du mouvement au bord de fuite en
fonction de la longueur de retrait des câbles. Bleue (ligne pleine, avec barre
d’erreur) : expériences pour Ur=10.4. Cyan (ligne pointillée), approximation
quadratique par l’équation : A∗ = 3.2

√
d. Vert (ligne pleine), approximation

quadratique agrémentée d’une approximation des non-linéarités à l’ordre 2 :
A∗ = 3.85

√
d− 3.3d− 1.2d2.

Contrôler la longueur des câbles est ainsi un bon moyen d’ajuster l’am-
plitude de mouvement et la vitesse critique de démarrage. Cependant, il est
important de vérifier l’impact que cela a sur les efforts dans la structure et
dans les câbles. La tension dans les câbles a été mesurée par deux capteurs
en traction/compression LEFE 100 daN. Le coefficient de tension dans les
câbles est adimensionnalisé de la même manière que les coefficients de trainée
et de portance afin de pouvoir les comparer facilement. Il existe une différence
d’intensité des efforts mesurés entre les deux câbles de pré-contrainte. Elle
provient certainement d’une légère différence de longueur (< 3.10−3L) entre
les deux câbles. Le coefficient de tension exprimé correspond à la moyenne
de la valeur mesurée dans les deux câbles. Les efforts étant périodiques, leurs
moyennes et amplitudes seront présentés afin de décrire leurs variations. La
figure 1.44 montre le coefficient de tension moyenne dans les câbles et son am-
plitude pour trois longueurs de retrait : d = 2.52%, d = 4.86% et d = 7.66%.
Les mesures pour des câbles plus courts n’ont pas été réalisées afin de proté-
ger les capteurs. En effet, les grands débattements des câbles et la présence
d’à-coups dans certaines configurations nous ont poussé à établir un facteur
de sécurité important (×4) entre les efforts mesurés et la gamme de mesure.

90



À la fois la moyenne et l’amplitude des coefficients décroissent avec la
vitesse du courant, avec Fc ∝ U0.5

∞ et amplitude(Fc) ∝ U−0.5
∞ . Le coefficient

moyen dans les câbles est aussi légèrement plus fort pour des câbles plus
courts car l’amplitude du mouvement est plus importante. En effet, une am-
plitude plus grande cause des efforts hydrodynamiques plus importants sur
la membrane qui sont ensuite transmis dans les câbles. L’amplitude du coef-
ficient de tension dans les câbles est quasiment constante au cours de chaque
mesure.

Figure 1.44 – Moyenne (lignes pleines), max and min (lignes pointillées)
des coefficients de tension dans les câbles selon la vitesse du courant pour
différentes longueurs de retrait.

Les moyennes et amplitudes des coefficients hydrodynamiques sont pré-
sentés sur les figures 1.45 à 1.48. L’évolution de la portance moyenne en
fonction de Ur est présentée sur la figure 1.45. Le poids apparent du proto-
type a été soustrait. On retrouve le décalage positif décrit précédemment, ce
qui signifie que la structure n’a pas une dynamique verticalement symétrique.

De plus, l’erreur expérimentale est du même ordre de grandeur que l’in-
certitude sur les résultats de mesure d’effort, estimée à partir de l’amplitude
du bruit sur le signal de mesure (∆F = 20 N). D’autres curiosités sur la fi-
gure 1.45 proviennent d’à-coups d’intensités variables d’une période à l’autre,
provenant au moins en partie de chocs sur les points d’accroche des câbles
de pré-contrainte.
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Figure 1.45 – Évolution de la moyenne du coefficient de portance sur la
structure en fonction de la vitesse du fluide pour différentes longueurs de
câbles.

L’amplitude du coefficient de portance est présentée sur la figure 1.46.
Elle diminue aussi lorsque la vitesse réduite augmente, puisque l’amplitude
de Fy apparait proportionnelle à U∞ et augmente avec la longueur de retrait.
La convergence des résultats pour Ur > 11 et d > 6 n’est pas expliquée,
la faible différence entre l’amplitude de portance pour d = 6.81% et pour
d = 7.66% non plus.

Figure 1.46 – Évolution de l’amplitude du coefficients de portance sur la
structure en fonction de la vitesse du fluide pour différentes longueurs de
câbles.
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Les figures 1.47 et 1.48 présentent les valeurs moyennes et l’amplitude du
coefficient de trainée en fonction de la vitesse du courant pour différentes lon-
gueurs de câbles. On peut remarquer une légère diminution de la moyenne
et de l’amplitude avec la vitesse du courant. Ici aussi, il n’y a pas d’ex-
plication pour les petites différences entre les résultats pour d = 6.81% et
d = 7.66%. De plus, pour les configurations testées, l’amplitude et la moyenne
augmentent avec la longueur de retrait.

Figure 1.47 – Évolution de la moyenne du coefficient de trainée sur la struc-
ture en fonction de la vitesse du fluide pour différentes longueurs de câbles.

Figure 1.48 – Évolution de l’amplitude du coefficient de trainée sur la struc-
ture en fonction de la vitesse du fluide pour différentes longueurs de câbles.
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La pré-contrainte imposée à la membrane résulte donc dans une aug-
mentation des efforts hydrodynamiques sur la structure, et ce dans les deux
directions : horizontale et verticale. Cela est lié à l’augmentation de l’ampli-
tude du mouvement de la membrane, mais aussi au fait que la pente et la
courbure de sa déformée soient plus importantes.

Les efforts dans la structure et dans les câbles sont étudiées afin de di-
mensionner les fixations de la future hydrolienne échelle 1. D’autre part, il est
intéressant d’estimer la contrainte de flexion de la membrane pour prévenir les
dégâts que la partie flexible de l’hydrolienne pourrait subir. En faisant l’hy-
pothèse d’une flexion pure 2D sans concentration de contraintes, la contrainte
de flexion est calculée par l’équation 1.33 après une interpolation spline sur les
résultats de trajectométrie ; h2 étant la distance à la fibre neutre [Gere, 2004]
et ∂2y

∂x2 une approximation de la courbure. Un schéma de différences finies du
second ordre est utilisé avec une discrétisation de ∂x = L/100. Les résultats
sont adimensionnalisés par le module d’Young E du matériau. Le prototype
échelle 1 :20eme est fait en polyacetal, dont la contrainte de rupture vaut
ζ∗rupture = 0.030 et la limite élastique ζ∗elastique = 0.016.

ζ = −h2E
∂2y

∂x2 (1.33)

ζ∗ = ζ

EI~z
(1.34)

Les résultats d’estimation de contrainte maximum selon la vitesse du cou-
rant et la longueur de retrait des câbles sont présentés figure 1.49. Le calcul
de contraintes est basé sur des hypothèses qui rendent le résultat valide en
tant qu’ordre de grandeur et non en tant qu’estimation précise. L’estimation
des incertitudes n’a donc pas été réalisée. Ces résultats montrent qu’il n’y a
pas de variation significative en fonction de la vitesse du courant. En revanche
la longueur des câbles a une forte influence sur la contrainte en flexion dans
la membrane. L’estimation de la contrainte dépasse la limite élastique pour
d > 10%, ce qui implique des pertes d’énergies par déformation plastique.
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Figure 1.49 – Contrainte de flexion maximale dans la membrane telles que
calculée par l’équation 1.33 en fonction de la vitesse réduite pour différentes
longueurs de câbles.

Le point d’application de la contrainte maximale le long de la membrane
dépend du mode de flexion, et donc des conditions d’accroche et de la lon-
gueur des câbles. Lors des essais présentés ici, elle est généralement située
le long de la seconde partie de la membrane (0.6L < x(ζmax) < 0.9L), qui
sera donc à surveiller lors de tests en environnement réel. Il est en effet cru-
cial d’étudier les forces dans le système car cela permet de dimensionner et
de surveiller le prototype taille réel et son support. Les résultats présentés
ici suggèrent qu’une longueur de retrait maximum doit être définie afin de
prévenir les dommages sur la structure.

La longueur de retrait des câbles est aussi un bon paramètre de contrôle
pour optimiser la conversion d’énergie. La figure 1.50 présente le coefficient
de puissance en fonction de la vitesse du courant pour différentes longueurs
de retrait. Le coefficient est globalement stable en fonction de la vitesse du
fluide. Des variations jusqu’à 0.02 peuvent venir de la difficulté d’estimer
la force d’amortissement des vérins. La figure 1.50 montre aussi un résultat
important : la longueur optimale des câbles dépend de la vitesse du courant.
En effet, pour la configuration testée, la longueur optimale est environ d =
7% à Ur < 8 ; d = 9% pour 8 < Ur < 10 et 12% pour Ur > 10.
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Il y a une augmentation de la puissance convertie selon le retrait. En
extrapolant à partir des figure 1.40 et 1.50, la membrane ne devrait plus
onduler au-delà de dcrit = 12% à Ur = 9.5. Ce qui en fait à la fois la longueur
critique au-delà de laquelle il n’y a plus d’ondulation et la longueur de retrait
optimale qui maximise la conversion de puissance dans cette configuration.
Les valeurs de coefficient de puissance présentés ici doivent cependant être
considérés avec prudence car il y a une forte incertitude dans leur estimation.

Figure 1.50 – Estimation du coefficient de puissance en fonction de la vitesse
du courant et pour différentes longueur de câbles.

Les résultats d’expériences présentées ici permettent d’étudier l’influence
de la longueur des câbles de compression sur le comportement d’une hydro-
lienne à membrane ondulante. Dans la configuration testée, la longueur des
câbles doit être à 6-7% de retrait lorsque la membrane est au repos afin de
minimiser la vitesse critique du courant. Cette valeur donne à la membrane
suffisamment d’ampleur verticale sans la soumettre à des valeurs trop élevées
de contrainte en flexion. De plus, l’étude a permis de souligner le lien entre la
longueur de retrait et l’amplitude des ondulations (A2 ∼ d + non-linéarités),
tandis que leur fréquence n’en est pas significativement impactée.

Au-delà de la vitesse critique, la longueur des câbles doit être ajustée à la
vitesse du courant afin d’optimiser le fonctionnement. La longueur de retrait
doit ainsi être augmentée lorsque le fluide accélère afin de rester juste au-
dessus de la vitesse critique. Ce point de fonctionnement semble optimiser la
conversion d’énergie en augmentant la courbure de la membrane.
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Cela vaut jusqu’à une seconde vitesse critique, à partir de laquelle il sera
recommandé d’allonger les câbles pour limiter les efforts dans les câbles et
dans la structure. Enfin, il est important que les câbles soient exactement de
la même longueur pour limiter les à-coups et les pics d’efforts provenant d’un
mouvement asymétrique.

Il serait donc intéressant de développer un système de contrôle de la
longueur des câbles pour optimiser ce paramètre. Mais avant cela, la longueur
optimale doit être définie plus précisément en fonction de la raideur de la
membrane et de son PTO, ce pour quoi l’utilisation d’un modèle numérique
semble adaptée. Cela s’inscrirait également dans une optimisation globale du
système.

Les résultats présentés jusqu’ici ont permis de caractériser expérimental-
ement le fonctionnement d’une hydrolienne à membrane ondulante, aussi bien
dans sa phase de démarrage que dans son comportement ondulatoire. L’étude
paramétrique a souligné l’effet des paramètres caractéristiques du système :
la vitesse du courant, l’amortissement (ou PTO), la raideur de la membrane
et la longueur des câbles de pré-contrainte. Ils ouvrent donc la voie à une
optimisation du système et de la conversion de puissance et serviront de
base de données élargie pour le développement de modèle(s) numérique(s).
En revanche, les hydroliennes sont prévues pour pouvoir fonctionner seule,
mais aussi en fermes d’hydroliennes, configuration où les effets d’interaction
entre membranes peuvent être non négligeables. Afin de préparer l’étude de
plusieurs hydroliennes fonctionnant en mer, la section suivante présente la
caractérisation du sillage de notre prototype en bassin d’essai.

Figure 1.51 – Ferme d’hydroliennes ondulantes, vue d’artiste. Source :
http ://www.eel-energy.fr/fr/video/.
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1.5 Caractérisation du sillage

1.5.1 Dispositif expérimental et stabilité
La caractérisation du sillage est une phase importante du développe-

ment d’une hydrolienne. Elle est nécessaire pour déterminer la répartition
des machines au sein d’une ferme d’hydroliennes [Carlier et al., 2015], ainsi
que pour étudier leurs impacts environnementaux comme la modification
des courants et du transport sédimentaire [Neill et al., 2012]. Tandis que
les sillages des turbines à axe horizontal et vertical sont étudiés et connus
[Mycek et al., 2014] [Rolland et al., 2015], aucune mesure n’a encore été réa-
lisée sur une hydrolienne à membrane ondulante.

En revanche, la configuration de l’écoulement derrière d’autres corps on-
dulants a été étudiée et mesurée [Müller, 2003]. Leur mouvement a beau être
similaire, le sillage qu’ils génèrent diffère de manière significative selon qu’il
provient d’un drapeau passif ou de la nage active d’un poisson. Leur motif
peut ainsi être formé de rubans de tourbillons, d’allées de tourbillons, de jets
ou de leurs combinaisons (figure 1.52).

Des simulations numériques ont aussi été effectuées pour étudier le sillage
de plaques flexibles dans un écoulement afin de développer des convertisseurs
éoliens [Tang & Païdoussis, 2009]. L’étude présentée ici en diffère à la fois par
son approche : expérimentale, en bassin d’essai à recirculation ; et par son
sujet : la plaque flexible étudiée est mise en flambement par des câbles laté-
raux et amortie par des vérins hydrauliques [Träsch et al., 2018]. Les résultats
moyens et instantanés de vitesses, d’intensité turbulente et de vorticité dans
le sillage sont présentés.

Figure 1.52 – Tourbillons (cercles) et jets d’écoulement (flèches) derrière
(a) un drapeau passif et (b) un poisson nageant dans un écoulement d’eau
[Müller, 2003].
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Le prototype utilisé pour les mesures PIV du sillage mesure L × b × h
= 0.8 m × 0.8 m × 0.003 m. Il possède 4 lignes de 6 amortisseurs situés
au-dessus et en-dessous de la membrane, sur ses côtés. Les amortisseurs sont
ici positionnés de manière à ce que l’amortissement soit décroissant dans
le sens de l’écoulement, de c1 = 5900 kg/s à c6 = 2050 kg/s. Un résumé
des configurations testées est présenté par la table 1.4. La configuration non
amortie est plus légère que les autres car la masse des amortisseurs a été
retirée du système.

Configuration Masse Amortissement Longueur de retrait
1 8.60 kg aucun 7 %
2 10.1 kg 24 x 3500 kg/s 7 %
3 10.1 kg 24 x 3500 kg/s 12.5 %

Table 1.4 – Résumé des configurations testées.

Figure 1.53 – Photographie du prototype pendant les mesures PIV.

Les essais ont eu lieu avec une vitesse incidente de U∞ = 1 m/s. La figure
1.54 présente le résultat des mesures de trajectométrie. On peut y observer la
forte influence de la longueur de retrait et de l’amortissement sur l’amplitude
des ondulations. De plus, elle montre que la position moyenne est impactée
par les effets de la gravité. Les résultats de fréquence adimensionnelle sont
respectivement de f ∗ = f.L/U∞ = 0.55 et 0.27 pour les configurations sans
et avec amortissement (Table 1.4).
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Figure 1.54 – Trajectoire de points sur la membrane séparés par 0.2L pour
les trois configurations testées.

Le réglage des amortisseurs hydrauliques peut changer un petit peu à
chaque fois qu’ils arrivent en bout de course, ce qui arrive régulièrement lors
des essais avec un fort retrait des câbles de pré-contrainte. Ce n’était pas
un problème pour les essais de l’étude paramétrique car ils ne duraient que
quelques minutes. Cependant, les essais avec mesures PIV durent plusieurs
heures. L’impact de ce phénomène sur la fréquence principale d’ondulation
lors des essais de sillage est présenté sur la figure 1.55 pour chaque plan PIV.
Cela peut être interprété comme une faible différence (≤3.6%) pour les trois
plans en bas en aval de la seconde configuration, et comme une différence plus
grande (≤13.8%) pour tous les plans du bas sur la troisième configuration
(voir figure 1.56). L’écart de trajectoire est inférieur à 10 mm. L’impact sur
le sillage n’est pas quantifiable directement. C’est pourquoi les moyennes de
phases seront calculées à chaque période à partir de données synchronisées
de trajectométrie. Il convient de garder à l’esprit le degré de confiance que
l’on peut accorder aux différents plans selon la figure 1.56.

En termes d’estimation de puissance, cela correspond respectivement à
des différences de 4.6% et de 23.8% L’estimation de puissance est réalisée
en suivant la méthode linéaire présentée section 1.2.2. Les résultats sont :
Cp1 = 0.0 ; Cp2 ≈ 0.07 ; Cp3 ≈ 0.12.
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Figure 1.55 – Impact d’un changement de taux d’amortissement sur la
fréquence principale des ondulations lors des essais de sillage.

Figure 1.56 – Représentation des erreurs sur les plans PIV pour la configu-
ration 1 à 3.
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1.5.2 Structure du sillage
Les résultats de la caractérisation de sillage sont présentés dans cette

section. En premier lieu, les cartographies de sillage moyens seront étudiées,
puis les variations de vitesses. La structure du sillage sera abordée à travers
les calculs d’intensité turbulente et de vorticité. La section suivante présentera
une comparaison avec une turbine axiale ainsi que l’impact du sillage sur la
puissance disponible en aval.

Les cartes de vitesse verticale moyenne sont présentées sur la figure 1.57.
Deux zones où la vitesse verticale est impactée y sont identifiables. La vitesse
verticale moyenne est positive dans la partie supérieure et négative dans la
partie inférieure. La zone du fond (vitesse verticale négative) est plus large
et plus rapide que sa contrepartie du haut. Ceci est explicable par l’effet
de la gravité qui rend la membrane plus rapide lorsqu’elle descend et plus
lente quand elle remonte (figure 1.61). De plus, l’interaction avec le fond du
bassin et avec la surface libre peut accentuer cette différence. La surface libre
dissipe les gradients de pression au contraire de la paroi du fond qui tend à
les conserver et à les réfléchir.

Les cartes de vitesse axiale moyenne sont représentées sur la figure 1.58. Le
déficit de vitesse axiale est faible : max(u−U∞) ≈ 0.1 m/s. Il est aussi limité
en longueur : il n’est plus significatif après x = 5L en aval de l’hydrolienne.
Le sillage de la troisième configuration (d = 12.5%, C = 24× 3500 kg/s) est
plus marqué que celui de la deuxième configuration (d = 7%, C = 24× 3500
kg/s), ce qui est intuitif puisque cette dernière extrait moins d’énergie de
l’écoulement. Cependant, la première configuration (d = 7%, C = 0 kg/s)
possède un sillage plus marqué et qui persiste plus loin, bien que dans ce cas
il n’y ait pas d’extraction d’énergie du milieu. Cela est dû à son mouvement
plus rapide (figure 1.61), provenant de l’absence d’amortissement externe 1.
En effet, sa fréquence vaut le double de celle des cas amortis. De plus, les
déformations de la membrane non amortie sont plus importantes car elles ne
sont pas limitées par la course des vérins. Enfin, l’amplitude des ondulations
est plus petite, ce qui conduit le sillage a être plus fin, à moins interagir avec
les bords du bassin et donc à être plus persistent.

1. Il existe toutefois un amortissement interne, propre au matériau de la membrane, qui
dissipe une quantité non négligeable d’énergie, proportionnelle à la vitesse de déformation,
et donc à la fréquence et à l’amplitude des des ondulations.
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Figure 1.57 – Cartes des vitesses verticales moyennes dans le sillage pour
les trois configurations testées.

Les cartes de vitesses moyennes donnent des informations essentielles sur
le sillage mais, par définition, elles ne permettent pas de rendre compte des
fluctuations de vitesses au sein de celui-ci. C’est pourquoi la figure 1.59 est
présentée ici. Elle présente les profils de courants moyens, maximaux et mini-
maux de vitesse axiale et verticale dans le sillage de la troisième configuration
d’hydrolienne testée (la plus efficace, avec d = 12.5%, C = 24× 3500 kg/s et
un Cp ≈ 0.12). Les valeurs des minima et maxima présentées ici sont calcu-
lées comme étant respectivement le premier et le dernier percentile du signal
de vitesse. En effet, cela permet de négliger les points les plus aberrants qui
seraient passés au travers de la méthode UOD (cf. section 1.2.3).

La figure 1.59 montre d’importantes variations de vitesses dans le sens
du courant, de l’ordre de ±0.3 m/s dans le sillage proche. Ces variations
s’estompent lorsqu’elles s’éloignent de l’hydrolienne à membrane ondulante,
jusqu’à se maintenir autour de ±0.1 m/s à partir de x = 5L. Les fluctuations
de vitesse verticale sont encore plus importantes, de l’ordre de ±0.5 m/s
dans le sillage proche. Elles persistent loin dans l’écoulement, étant toujours
de l’ordre de ±0.2 m/s à x = 8L.
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Figure 1.58 – Cartes des vitesses axiales moyennes dans le sillage pour les
trois configurations testées.

Un autre moyen de quantifier les fluctuations de vitesses dans l’écoule-
ment est de calculer l’intensité turbulente (équation 1.17). La figure 1.60
montre donc l’évolution de l’intensité turbulente moyenne dans le sillage de
la membrane. L’impact de la gravité est clairement visible pour chaque confi-
guration. En effet, la gravité amène à un mouvement plus rapide de la mem-
brane vers le bas, ce qui implique un « sillage inférieur » plus étendu. Le
sillage s’estompe après x = 5L. L’espace au milieu de la colonne d’eau est
moins impacté par le sillage, on y retrouve des bas niveaux de turbulence
(I2D ≤ 10%) dès x = 3L. L’aire de la zone de forte turbulence semble avoir
une forme parabolique. Cette forme pourrait être fortement impactée par
l’effet du confinement, ce qui pose question sur l’étendue que le sillage aurait
dans un environnement non confiné.
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Figure 1.59 – Profils de vitesses axiales (haut) et verticales (bas) moyennes
(lignes bleues) et leurs fluctuations autour de la moyenne (coloration grise)
dans le sillage d’une hydrolienne configurée tel que d=12.5% et C=24×3500
kg/s.

Dans l’objectif d’observer et de comprendre plus précisément la structure
de l’écoulement en différents points, il a été choisi de montrer les signaux
de vitesses en trois points : A (2L , 0) ; B (4L , 0) et C (4L , 0.75L). Ces
points ont été sélectionnés de manière à être respectivement dans le sillage
proche de l’hydrolienne, à un emplacement probable d’installation d’une se-
conde hydrolienne en aval, et dans le passage d’une perturbation émise par
la membrane (figure 1.62). Une estimation approximative de la trajectoire
des perturbations est donnée par l’équation parabolique y∗ = ±0.2

√
x∗ − 1.

Les signaux de vitesse en question sont présentés sur la figure 1.63. Les fi-
gures 1.62 et 1.63 sont tracées pour la troisième configuration (d = 10%,
C = 24 × 3500 kg/s) car étant celle qui capte le plus d’énergie, elle cor-
respond au point de fonctionnement privilégié de l’hydrolienne à membrane
ondulante.
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Figure 1.60 – Intensité turbulente moyenne dans le sillage des trois confi-
gurations étudiées.

Figure 1.61 – Évolution de la vitesse verticale du bord de fuite pour les
trois configurations testées pendant deux périodes.
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Figure 1.62 – Positions des points d’études du sillage (A,B et C, au ni-
veau des croix blanches) sur la carte d’intensité turbulente de la config. 3
(d = 12.5%, C = 24 × 3500 kg/s). La parabole en pointillée est une es-
timation de la trajectoire des perturbations dans le sillage selon l’équation
y∗ = ±0.2

√
x∗ − 1.

La figure 1.63 montre plusieurs phénomènes intéressants. Dans le sillage
proche de la membrane, en A (2L, 0), la vitesse verticale oscille autour de
v = 0 m/s à la fréquence d’ondulation de la membrane, entre ± 0.4 m/s.
Elle suit de manière approximative la vitesse verticale du bord de fuite de
la membrane (figure 1.61). La vitesse axiale, elle, présente des pics de déficit
d’environ 40% deux fois par cycle (où u ≈ 0.6 m/s), au moment où la vitesse
verticale passe par v = 0 m/s. La vitesse axiale est relativement peu perturbée
le reste du temps (u ≈ 1 m/s).

Plus loin dans le sillage, en B (4L, 0), la vitesse axiale n’est presque plus
impactée. La vitesse verticale évolue de la même manière qu’en A, mais son
amplitude est réduite (-0.2 m/s ≥ v ≥ 0.2 m/s). En effet, le centre des
perturbations émises par l’hydrolienne passent au-dessus et en-dessous de ce
point. C’est donc le passage de la périphérie de ces perturbations qui est
visible sur le signal.

Le troisième graphe montre les signaux en C (4L, 0.75L), c’est-à-dire à la
même distance en aval, mais au niveau du passage des perturbations. Il est
intéressant de noter que la vitesse verticale en ce point est égale à v = 0 m/s
la majeure partie de chaque cycle, sauf au passage des perturbations, où elle
augmente temporairement jusqu’à v = 0.4 m/s. En revanche, elle ne devient
jamais négative. Le temps de passage d’une perturbation est égal à environ
1/3 de cycle, soit ≈ 1 s. Si on multiplie ce temps de passage par U∞, on
peut estimer la taille des perturbations en ce point comme étant de l’ordre
de grandeur de la membrane. La vitesse axiale, quant à elle, est bien plus
impactée en C (4L, 0.75L) qu’en B (4L, 0) : elle présente des pics de déficit
d’environ 25% aux instants de passage des perturbations.
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Figure 1.63 – Signaux de vitesse axiale et verticale aux points A, B et C
(de haut en bas) dans le sillage d’une hydrolienne configurée tel que d = 7%
et C = 24× 3500 kg/s.

Des cartes des moyennes de phase de vitesse axiale et verticale et de
vorticité sont présentées respectivement sur les figures 1.64, 1.65 et 1.66,
pour la troisième configuration (d = 12.5%, C = 24× 3500 kg/s). Dix plans
(un par période sur dix périodes) sont utilisés pour calculer les moyennes de
phase, ce qui permet de limiter la taille des calculs en maintenant une bonne
précision. L’écart-type moyen de la vitesse locale sur 10 périodes est <1%.

La figure 1.64 représente les moyennes de phases de la vitesse axiale. On
observe un déficit de vitesse de forme sinusoïdale dans le sillage, avec des
ralentissements plus importants dans le haut et dans le bas du bassin. Une
zone de fort déficit est présente dans le sillage proche, qui se dissipe au fur
et à mesure qu’elle s’éloigne de la membrane. Cette figure permet de mieux
visualiser d’où proviennent les fluctuations de vitesse observées sur les profils
figure 1.58 et comment elles se propagent.

108



Sur la figure 1.65 on peut remarquer des zones présentant des vitesses
verticales positives (resp. négatives) émises une fois par cycle chacune dans la
partie supérieure (inférieure) du bassin d’essai. Ces zones ont une dimension
de l’ordre de la taille de la membrane et se déplacent dans le sens du courant
à la vitesse axiale moyenne en amont U∞. L’analyse de la figure 1.63 est donc
confirmée. Les perturbations sont soumises au confinement et interagissent
avec la surface libre et le fond du bassin. Les perturbations inférieures sont
plus persistantes, tandis que celle du haut percent la surface, où elles génèrent
des déformations et se dissipent plus rapidement (voir figure 1.68).

Les cartes de vorticité présentées sur la figure 1.66 montrent un ruban
de tourbillons qui se détache du bord de fuite de la membrane et qui a une
forme sinusoïdale. Ce ruban a des similarités remarquables avec celui émis
par un drapeau passif non amorti et non contraint qui flotte dans un flux
axial [Zhang et al., 2000]. La principale différence entre l’étude de Zhang et la
nôtre vient des câbles qui mettent la structure en flambement. Les contraintes
qu’ils créent dans la membrane font que l’inversion de sa courbure requiert
des efforts plus importants. Ainsi, la membrane ralenti lorsqu’elle arrive à la
position correspondant à l’instant (t = 0), et ce jusqu’à ce qu’une différence
de pression suffisante soit générée. La membrane inverse alors sa courbure
et change de direction (t = T/6), émettant une perturbation dans le sillage.
Ces perturbations se manifestent certainement par des tourbillons en trois
dimensions dont une composante seulement est visible sur la figure 1.66.

Les cartes de sillage des autres configurations sont présentées en annexe
A. Le sillage est similaire dans les trois cas, mais il existe quelques différences.
Ainsi le sillage de la membrane non amortie est composée de perturbations
plus petites, avec une vorticité plus importante, qui persistent plus longtemps
dans l’écoulement. Les perturbations y sont émises à une fréquence plus im-
portante car la fréquence des ondulations de la membrane est plus grande. Le
sillage de la configuration intermédiaire, où la membrane est amortie et doté
d’une faible pré-contrainte, diffère peu de celui présenté figures 1.64, 1.65 et
1.66.

Les rubans de tourbillons correspondent aux zones de déficit de vitesse
axiale et passent entre les zones de vitesses verticales positives/négatives. Les
tourbillons les plus intenses se situent aux endroits où le déficit de vitesse
axiale est plus important, et où les zones de vitesse verticale interagissent avec
les bords (fond du bassin, surface libre). Si l’on se rapporte à la figure 1.52,
le sillage de l’hydrolienne à membrane ondulante est donc une combinaison
entre un sillage de drapeau et un sillage de propulsion [Müller, 2003].
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Figure 1.64 – Cartes de vitesse horizontale en moyenne de phase dans le
sillage d’une hydrolienne à membrane ondulante configurée tel que d = 7%
et C = 24× 3500 kg/s.
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Figure 1.65 – Cartes de vitesse verticale en moyenne de phase dans le sillage
d’une hydrolienne à membrane ondulante configurée tel que d = 7% et C =
24× 3500 kg/s.
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Figure 1.66 – Cartes de vorticité en moyenne de phase dans le sillage d’une
hydrolienne à membrane ondulante configurée tel que d = 7% et C = 24 ×
3500 kg/s.
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Parmi ce qui est observable en deux dimensions, on peut remarquer des
paires de tourbillons, qui peuvent interagir et se pousser l’un l’autre vers le
haut ou vers le bas (figure 1.67) [Leweke, 2016]. Suivant le lieu d’implantation
de l’hydrolienne, et si la paire de tourbillons se maintient suffisamment long-
temps, ces perturbations peuvent descendre jusqu’au fond, où il est possible
qu’elles créent un affouillement en soulevant les sédiments qui s’y trouvent.
Ces sédiments seraient alors remis dans l’écoulement et peuvent se déplacer
sur une certaine distance. Cela doit être pris en compte lors d’une étude
d’impact environnemental préliminaire à l’implantation d’hydrolienne.

Figure 1.67 – Image d’une paire de tourbillons.

Figure 1.68 – Photographie de tourbillons perçants la surface libre.
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La figure 1.69 présente une carte de vorticité en moyenne de phase prise au
même moment du cycle pour les trois configurations. Le ruban de tourbillon
dans le sillage rappelle aussi le modèle vortex de [Katz & Plotkin, 2001], qui
permet d’exprimer l’écoulement comme la somme d’une vitesse constante et
de perturbations engendrées par des tourbillons ponctuels qui peuvent être
émis dans le sillage. Un exemple d’utilisation de ce modèle pour un drapeau
passif est présenté dans [Tang & Païdoussis, 2009]. À la différence qu’ici, les
câbles de pré-contrainte permettent un contrôle sur l’amplitude du mouve-
ment, tandis que l’amortissement permet de modifier sa fréquence. Comme
on peut le voir sur les différentes cartes de sillage moyen et instantané, ces
deux paramètres impactent le développement du sillage.

Figure 1.69 – Comparaison des cartes de vorticité (rad/s) en moyenne de
phase entre les trois configurations.
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La figure 1.71 représente un tourbillon émis par la membrane pour chaque
configuration testée. Les tourbillons sont sélectionnés comme étant centrés
en x = 2.5L et émis vers le bas de la membrane. Les champs de vecteurs de
vitesse perturbée ainsi que la vitesse tangente en fonction de la distance au
centre sont présentés pour chaque tourbillon. Une distance au centre négative
indique que le point se situe en amont du centre, tandis qu’une distance po-
sitive indique qu’il se trouve en aval du centre. On observe que les tourbillons
sélectionnés sont tous assymétriques et sont donc certainement générés par
l’interaction entre une zone de vitesse descendante et une zone dont la vi-
tesse verticale est quasiment nulle. Ils sont aussi plus ou moins marqués, le
vortex de la configuration 1 étant plus proche d’un profil de Lamb-Oseen
que les deux autres (équation 1.35). Pour donner un exemple, une approxi-
mation avec la méthode des moindres carrés a été effectué sur un tourbillon
dans le sillage de la configuration 1 (figure 1.70). Cela permet d’estimer sa
circulation (ici, Γ = 0.27 m2/s) et son rayon caractéristique (rc = 0.0420 m)
[Leweke, 2016].

Uθ = Γ
2πr (1− exp(−r

2

r2
c

)) (1.35)

Figure 1.70 – Approximation de la vitesse tangente par la formulation d’un
tourbillon de Lamb-Oseen avec la méthode des moindres carrés.
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a b

c d

e f

Figure 1.71 – Exemples de tourbillons émis dans le sillage à x = 2.5L :
à gauche, champs de vecteur des perturbations de vitesse (u − U∞, v) et à
droite, vitesse tangente en fonction de la distance au centre du tourbillon. De
haut en bas : configuration 1 (d = 7%, C = 0kg/s), configuration 2 (d = 7%,
C = 24× 3500kg/s), configuration 3 (d = 12.5%, C = 24× 3500kg/s).
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Il est particulièrement difficile de suivre la position des tourbillons sur plu-
sieurs plans PIV non synchronisés. Un tourbillon qui sort d’un plan par la
droite n’est pas le même que celui qui entre sur le plan adjacent par la gauche.
Il n’a donc pas exactement les mêmes caractéristiques géométriques ni la
même circulation. D’autant plus que dans notre cas la taille des perturbations
est du même ordre de grandeur que la taille des plans PIV. Ils sont donc ra-
rement contenus en entier dans un plan PIV et il est alors très difficile d’avoir
accès à des informations comme la taille des tourbillons, leur circulation et
leur évolution dans le temps [Graftieaux et al., 2001], [Ikhennicheu, 2019].

Il est toutefois possible de représenter leur trajectoire en les suivant ma-
nuellement plan par plan et en déterminant la trajectoire de leur centre.
Cette procédure est longue et fastidieuse mais donne une idée du type de
résultat que l’on est en attente d’obtenir. Un exemple de trajectoire est pré-
senté figure 1.72 sur un cycle pour chaque configuration testée. Il existe une
grande variabilité dans les trajectoires notées ici, qui illustre bien la difficulté
de suivre les tourbillons d’un plan sur l’autre.

Un autre moyen d’observer la trajectoire moyenne des tourbillons est de
regarder les cartes de vorticité moyenne dans le sillage (figure 1.73). Mais
l’évolution des tourbillons étant irrégulière, la moyenne estompe les résultats.
Il est cependant possible d’y noter que des tourbillons sont aussi émis en
y ≈ 0, dans l’axe du courant, bien qu’ils soient rapidement dissipés.

Figure 1.72 – Exemple de trajectoires des tourbillons émis dans le sillage
pour chaque configuration.
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Figure 1.73 – Cartes de vorticité moyenne dans le sillage des trois configu-
rations testées.

Afin d’estimer la dissipation des perturbations dans le sillage, nous avons
choisi de tracer les maximums de vorticité et d’intensité turbulente en fonc-
tion de la position horizontale. On ne considère ainsi que les structures les
plus énergétiques. Un exemple de résultat est présenté figures 1.74.

On observe une décroissance exponentielle dans les deux cas. Cette décrois-
sance est plus prononcée pour la vorticité que pour l’intensité turbulente. Les
points aberrants que l’on observe à l’intersection entre plusieurs plans pro-
viennent d’erreurs de calculs dues à des particules mal éclairées par le laser
PIV. Il a été choisi de les laisser afin de ne pas entrainer de pertes d’infor-
mation (et parce qu’ils ne gênent pas la compréhension des résultats). Ces
courbes seront utiles à la fois pour calibrer les modèles numériques et pour
le dimensionnement d’une ferme d’hydroliennes.
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Figure 1.74 – Évolution de la vorticité maximum et minimum (à gauche)
et de l’intensité turbulente maximum (à droite) dans le sillage de la configu-
ration 2.

Les essais de caractérisation de sillage ont permis de montrer qu’il y avait
des détachements tourbillonnaires au bord de fuite de l’hydrolienne à mem-
brane ondulante. Cependant, ils n’ont pas permis de montrer avec certitude
la présence ou l’absence de détachement le long de la membrane. C’est pour-
quoi un dispositif expérimental pour vérifier la présence de décollement en
amont du bord de fuite est proposé. Il faudrait réaliser des mesures PIV sur
la membrane sans accastillage ni amortisseurs, en utilisant une peinture qui
absorbe la longueur d’onde du laser et en l’éclairant par au-dessus (respecti-
vement en-dessous). Le laser doit cependant être placé dans l’eau pour éviter
les réflexions sur la surface libre. Cela signifie donc qu’il se situera entre 0.5
et 1.5 m de la zone d’intérêt, suivant le moment du cycle que l’on filmera. La
zone de mesure sera donc petite. L’utilisation d’un modèle numérique pourra
apporter des éléments de réponse complémentaires.
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1.5.3 Considérations pratiques
L’objectif principal de la caractérisation du sillage est de préparer l’étude

pour le développement d’une ferme d’hydolienne. Pour cela, on va chercher à
savoir combien d’énergie a été extraite du milieu et quel est le déficit de vitesse
dans le sillage. La section précédente a montré que le sillage se développait sur
toute la colonne d’eau du bassin d’essai. De plus, celui-ci n’est pas uniforme
dans son développement vertical. La figure 1.76 permet de comparer le déficit
de vitesse intégrée sur différentes hauteurs dans le sillage de la troisième
configuration (d = 12.5%, C = 24 × 3500 kg/s). La vitesse axiale moyenne
en y = 0 est comparée aux vitesses axiales moyennées sur [−L,L] et sur
l’amplitude de la membrane, ici approximée par [−0.4L, 0.4L]. Il existe très
peu de différence entre ces deux derniers calculs. La vitesse moyennée sur
l’amplitude de la membrane sera privilégiée pour le dimensionnement d’une
ferme d’hydrolienne car elle correspond à la la vitesse axiale moyenne perçue
par la membrane en aval.

Comme le montrent les figures précédentes ainsi que la figure 1.76, le
courant non perturbé est restauré plus rapidement dans l’axe de l’hydrolienne
qu’au-dessus et en-dessous. Dans une configuration avec deux hydroliennes à
membrane ondulante, celle qui est située en aval devrait être placée à la même
profondeur que la première pour recevoir un écoulement le plus uniforme
possible. Pour rappel, la puissance hydrocinétique évolue avec le cube de la
vitesse du courant (équation 1). Un déficit de vitesse de 10% correspond donc
à une diminution de la puissance disponible de 27% et un déficit de vitesse
de 5% à une diminution de puissance de 14%. Il faut aussi garder à l’esprit
que ces mesures n’ont été effectuées que dans le plan (z = 0), et ne sont pas
valable sur les côtés de la membrane. Le déficit de puissance hydrocinétique
calculé à partir de ces mesures n’est donc pas valable en trois dimensions.

120



Figure 1.75 – Déficit de vitesse dans le sillage moyenné sur [−L,L], [−A,A]
et à y=0 (d = 12.5%, C = 24× 3500 kg/s).

Figure 1.76 – Intensité turbulente dans le sillage moyenné sur [−L,L],
[−A,A] et à y=0 (d = 12.5%, C = 24× 3500 kg/s).
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En comparaison des résultats de P. Mycek pour une turbine à axe hori-
zontal à un Tip-Speed Ratio (TSR) de 3.67, dont le coefficient de puissance
vaut Cp ≈ 0.4, le sillage est plus marqué (I2D ≥20%) et plus large, mais se
propage moins loin. Cependant, une comparaison quantitative serait trom-
peuse puisque le mouvement de l’hydrolienne ondulante est plus lent. En
effet, le rapport de la vitesse du bord de fuite sur celle du courant, analogue
au TSR d’une turbine classique, est de l’ordre de 0.5 (équation 3 & figure
1.61). De plus, le coefficient de puissance de l’hydrolienne ondulante est faible
à l’échelle 1/20eme, à cause de la difficulté de modéliser la conversion d’énergie
(Cp ≈ 0.12).

D’un point de vue qualitatif, le sillage d’une turbine est plus fin (1-2
diamètres de large) ; tandis que dans le cas d’une hydrolienne ondulante,
le sillage s’élargit plus rapidement. Les perturbations de l’écoulement sont
propulsées verticalement par le mouvement de la partie aval de la membrane.
Le sillage interagit ensuite avec la surface libre et le fond du bassin, ce qui
participe à son développement et à sa dissipation.

Figure 1.77 – Photographie d’une hydrolienne à hélice et d’une hydrolienne
à membrane ondulante dans le bassin d’essai. Le laser LDV est visible à
droite.
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La caractérisation présentée dans cette section a été effectuée à partir
de mesures PIV réalisées dans le sillage d’une hydrolienne à membrane on-
dulante au bassin d’essai de l’Ifremer à Boulogne-sur-Mer. Trois configura-
tions ont été testées : un cas non amorti (sans conversion de puissance),
un cas stable de référence et un avec câbles de compression plus courts et
de meilleures performances. 22 plans de ≈ 616 mm × 979 mm ont été en-
registrés pendant 150s pour chaque configuration. Les mesures PIV étaient
synchronisées avec un système de trajectométrie, ce qui permet de phaser les
différentes plans d’un même sillage.

Cette caractérisation donne des informations sur la taille du sillage, le
déficit de vitesse, la turbulence et la vorticité derrière l’hydrolienne à mem-
brane ondulante. L’amplitude des ondulations et les interactions avec les
limites du bassin impactent le développement vertical du sillage. Les essais
ont permis d’identifier que la position où l’écoulement est le moins perturbé
en aval de la membrane est situé à la même hauteur d’eau. Il est donc possible
d’émettre l’hypothèse que ce serait le meilleur emplacement pour en placer
une seconde. Les résultats obtenus ont été comparés à ceux obtenus pour une
turbine à axe horizontale classique [Mycek et al., 2014], même si aucune com-
paraison quantitative n’est possible pour le moment. La différence de sillage
concerne principalement l’expansion verticale. De plus, les résultats seront
utilisés pour valider des modèles numériques comme le modèle par éléments
finis avec ADINA présenté dans [Déporte, 2016] et le modèle vortex. Ce der-
nier devrait aider à comprendre les effets de la gravité, de la surface libre et
du confinement.
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Chapitre 2

Modélisation d’une hydrolienne
à membrane ondulante

« So, I learn from my mistakes. It’s a very painful way to learn, but
without pain, the old saying is, there’s no gain. I found that to be true in my
life. »

- Johnny Cash.
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La modélisation mathématique d’un phénomène consiste à mettre en
œuvre une théorie qui représente le phénomène considéré. Cette représen-
tation mathématique est appelée modèle. Un modèle poursuit plusieurs ob-
jectifs. Il vise à reproduire le phénomène et doit donc être vérifiable par l’ex-
périence. Il sert à comprendre le fonctionnement du phénomène et à identifier
les principaux facteurs qui l’impactent, on parle alors de modèle descriptif.
Un modèle peut aussi être prédictif, et servir à faire des prédictions en simu-
lant un phénomène à partir de certaines conditions de départ.

La modélisation se base sur des hypothèses qui visent à écarter les para-
mètres négligeables et à simplifier le problème. Elle suit ensuite un certain
raisonnement en utilisant divers outils et techniques mathématiques pour ar-
river à la formulation du système considéré. Il convient alors de résoudre ce
problème pour avoir accès aux résultats souhaités.

Afin de représenter l’interaction entre une membrane ondulante et un cou-
rant d’eau, il est nécessaire de modéliser à la fois le milieu solide et le milieu
fluide. Deux stratégies sont alors possibles. On peut représenter ces deux mi-
lieux au sein d’une même formulation, ce qui est défini comme une approche
monolithique. On peut aussi développer deux modèles qui interagissent entre
eux, ce qui constitue une approche partitionnée.

Plusieurs modèles sont décrits dans ce chapitre pour représenter le fonc-
tionnement de l’hydrolienne à membrane ondulante. En premier lieu, un mo-
dèle analytique linéaire est présenté. Ce modèle se veut le plus simple possible
et utilise donc de fortes hypothèses. La dynamique du fluide et du solide sont
modélisées au sein d’une série d’équations différentielles qui sont résolues
dans le domaine fréquentiel. Il s’agit donc d’une approche monolithique.

Le second modèle se base sur l’interaction entre une modèle fluide utili-
sant la méthode des panneaux et un modèle structure qui utilise des éléments
finis corotationnel. Ce deuxième modèle est basé sur une approche partition-
née. Il est dit lagrangien, car il est discrétisé et résolu sur des points qui
se déplacent à la manière des particules du milieu qu’il représente. La des-
cription lagrangienne est différente de la description eulérienne qui résout un
système donné en des points fixes.
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2.1 Un modèle analytique linéaire d’interac-
tion fluide-structure

Le modèle analytique présenté dans ce manuscrit est développé pour mo-
déliser le comportement d’une hydrolienne à membrane ondulante (figure
2.1). Ce système correspond à une membrane pré-contrainte qui ondule sous
l’effet d’un écoulement axial. La membrane est fixée par trois bras semi-
rigides qui permettent un degré de liberté à son extrémité amont. La pré-
contrainte est appliquée à la membrane par des câbles qui relient ses deux
extrémités. Ils sont plus courts que la membrane et la mettent en flambement.
Cela lui donne une forme fléchie qui présente une plus grande surface fron-
tale à l’écoulement et permet au système de fonctionner pour des courants
à basse vitesse. En fonctionnement, la membrane ondule, ce qui actionne les
convertisseurs électromécaniques répartis le long de la ligne centrale de la
structure. On peut alors observer une onde qui se propage dans la direction
du courant avec une célérité inférieure à la vitesse du fluide.

Figure 2.1 – Représentation d’une hydrolienne à membrane ondulante.
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De nombreuses publications proposent des modèles analytiques pour si-
muler le comportement d’une plaque élastique immergée dans un écoulement
uniforme. On peut classer ces modèles analytiques selon la manière dont les
efforts hydrodynamiques sont formulés. [Huang, 1995] [Kornecki et al., 1976]
et [Watanabe et al., 2002a] utilisent la formulation de [Theodorsen, 1935]
pour prendre en compte la circulation autour de la plaque. La structure
peut être discrétisée par l’utilisation de la méthode des panneaux pour es-
timer plus précisément les forces de pression [Tang, 2007]. Une autre ap-
proche consiste à imposer la continuité de la pression en tout point sauf
à travers la plaque et à résoudre la distribution de pression dans l’espace
de Fourier [Eloy et al., 2007], [Guo, 2000]. Lorsque la théorie des corps élan-
cés est utilisée, comme par [Lighthill, 1969], [Coene, 1992], [Païdoussis, 1998]
et [Yadakin et al., 2001], l’écoulement potentiel est vu comme la somme du
fluide autour de la structure au repos et de l’écoulement perturbé par la struc-
ture. Le mouvement du solide est le plus souvent décrit par la théorie des
poutres d’Euler-Bernouilli. Ces modèles ont été validés par des expériences
sur des plaques flexibles ou des filaments dans un écoulement avec diverses
longueurs caractéristiques et gammes de vitesse de courant, pour des maté-
riaux différents en termes de masse et de rigidité [Watanabe et al., 2002a],
[Lemaitre et al., 2005]. La plupart des modèles cités sont limités à deux di-
mensions, mais certains ont permis d’étudier l’influence du rapport d’aspect
comme [Eloy et al., 2007] et [Doare et al., 2011]. Ces modèles ont aussi per-
mis de souligner l’influence du rapport de masse, de la raideur, de la vitesse
de l’écoulement et de la tension dans la poutre.

Figure 2.2 – Image CAO d’une hydrolienne à membrane ondulante.
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Cependant, la gamme de paramètres utilisés dans les travaux décrits
précédemment est différente des caractéristiques de notre prototype, no-
tamment car ils concernent des applications différentes (flottement du pa-
pier, nage des poissons, tuyaux d’acheminement de fluide). L’impact du
Power-Take-Off (PTO) sur une plaque flexible dans un écoulement a été
étudié par [Tang, 2007], [Doare & Michelin, 2011], [Singh et al., 2012b] et
[Pineirua et al., 2015] pour une conversion par matériaux piezo-électriques.
Ils ont notamment examiné l’intensité et l’emplacement des cellules piezo-
électrique, mais pour des applications à plus petite échelle que notre système.

Une des originalités de l’hydrolienne à membrane ondulante étudiée ici
est la contrainte initiale imposée par les câbles de compression. De nombreux
auteurs prennent en compte une tension induite par la flexion [Moretti, 2003],
[Shelley et al., 2005], [Argentina & Mahadevan , 2005] et [Eloy et al., 2011].
Une tension initiale a été introduite par [Coene, 1992] et [Morris-Thomas, 2009]
mais dans la direction opposée à la notre, pour tendre le drapeau. Le modèle
le plus proche du notre est celui de [Dowell, 1982], il représente une plaque
en flambement soumise à un écoulement. La tension est exprimée comme la
somme de la tension forçant le flambement et de celle due à la flexion.

Dans la partie suivante, nous présentons un modèle analytique linéaire
développé pour étudier le comportement d’une hydrolienne à membrane on-
dulante en flambement. Le modèle cherche à décrire le mouvement de la
membrane avec une formulation simplifiée. La théorie des poutres de Eu-
ler et la théorie des corps élancés de Lighthill sont utilisées pour la formu-
lation du problème d’interaction fluide-structure. L’effet des convertisseurs
électromécaniques est simulé en ajoutant un terme équivalent à un amortisse-
ment visqueux interne. Cela permet de donner une expression de la puissance
convertie et de mieux comprendre l’influence des principaux paramètres sur
le comportement du système.

Les hypothèses qui mènent à la formulation de la modélisation physique
sont d’abord présentées. Le système est résolu comme un problème aux va-
leurs propres pour trouver sa fréquence et sa vitesse critique. Une équation
approchée est utilisée pour déterminer l’amplitude des ondulations. Le mo-
dèle est ensuite comparé avec les données expérimentales sans conversion de
puissance, puis l’influence des câbles de compression sur le système est étu-
diée. Dans la dernière section, l’effet du coefficient d’amortissement en tant
que simulation du Power Take-Off est extrapolé.
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2.1.1 Description du modèle analytique
Pour modéliser l’hydrolienne à membrane ondulante, on considère une

membrane inextensible (équation 2.1) soumise à des charges latérales uni-
quement. L’hypothèse des petits déplacements permet d’utiliser l’équation
de dynamique des poutres de Euler-Bernouilli (équation 2.2) pour décrire
le système, où s est la coordonnée curviligne le long de la membrane, t le
temps, ms la masse linéïque de la poutre, EI~z la rigidité en flexion et Q(s, t)
les charges extérieures. La gravité et la poussée d’Archimède sont négligées
du fait de la faible différence entre la densité de la membrane et celle de
l’eau. La raideur de la membrane dans la direction transverse à l’écoule-
ment est plus grande que sa raideur longitudinale ce qui fait que les mouve-
ments transverses sont très petits et que l’on peut négliger les effets 3D pour
simplifier le problème. Ces hypothèses sont souvent utilisées dans la litté-
rature pour décrire des poutres ou des plaques en porte-à-faux (voir par
exemple : [Alben & Shelley, 2008], [Eloy et al., 2007], [Howell et al., 2008],
[Morris-Thomas, 2009] et [Shelley & Zhang, 2011]).

(∂x
∂s

)2 + (∂y
∂s

)2 = 1 (2.1)

∂2

∂s2 (EIvecz
∂2y

∂s2 ) = −ms
∂2y

∂t2
+Q(s, t) (2.2)

L’écoulement est considéré comme incompressible, potentiel et non vis-
queux. En faisant l’hypothèse que la longueur de la poutre est bien plus
grande que son épaisseur, il est possible d’utiliser la théorie des corps élancés
[Lighthill, 1969]. Un résultat classique de cette théorie est l’expression de la
différence de pression de part et d’autre de la membrane ∆p selon l’équation
2.3 où ma = ρf

λ
π
est l’approximation de la masse ajoutée pour des drapeaux

larges [Moretti, 2004] et w(s, t) est la composante de la vitesse du fluide
orthogonale au corps solide.

∆p(s, t) = ma(
∂

∂t
+ U∞

∂

∂s
)w(s, t) (2.3)
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Cela amène à l’expression de la différence de pression de part et d’autre
de la membrane à l’aide de l’équation 2.4.

∆p = ma(
∂

∂t
+ U∞

∂

∂s
)2y (2.4)

En combinant les équations 2.2 et 2.3, on arrive à l’équation 2.5 qui décrit
la dynamique d’une poutre flexible en interaction avec un écoulement axial.

EI~z
∂4y

∂s4 +ms
∂2y

∂t2
= −[maU

2
∞
∂2y

∂s2 + 2maU∞
∂2y

∂s∂t
+ma

∂2y

∂t2
] (2.5)

Nous étudierons par la suite les limites de cette formulation pour re-
produire le mouvement d’une hydrolienne à membrane ondulante, dont le
rapport d’aspect est proche de 1 [Eloy et al., 2007]. L’hypothèse des petits
déplacements est exagérée au-delà de la vitesse critique, lorsque l’amplitude
de la membrane est de l’ordre de L/2, mais la prise en compte des grands
déplacements nécessite le développement d’équations non linéaires qui com-
plexifient grandement le modèle [Alben & Shelley, 2008]. Ces deux limites
font l’objet de développements présentés section 2.3.

Figure 2.3 – Schéma d’une membrane ondulante en deux dimensions
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Une des principales spécificités de notre système à modéliser vient du
fait que la membrane est mise en flambement et comprimée par les câbles
latéraux (figures 2.1 et 2.3). Les bras qui maintiennent la membrane et les
déflecteurs (flaps) aux deux extrémités de la membrane doivent également
être considérés.

Pour prendre en compte le flambement, on utilise la même formulation
que [Morris-Thomas, 2009] avec un signe opposé à la tension [Dowell, 1982].
La force de compression est décomposée en deux composantes : une respon-
sable du flambement et l’autre issue de la résultante de trainée de la pres-
sion hydrodynamique. La composante de flambement est supposée égale à la
charge critique d’Euler pour une poutre encastrée/libre. Elle possède donc
avec un facteur de longueur effective de 2. Le coefficient de trainée Cd est
ajusté pour correspondre aux résultats expérimentaux. Cette formulation est
équivalente à une force tangente au bord de fuite de la membrane : Thyp sur
la figure 2.4, qui est proche de Treel dans l’hypothèse des petits déplacements.
De plus, on suppose que cette force est constante alors qu’en réalité elle os-
cille autour d’une valeur moyenne dépendant de la forme et de la position de
la membrane (figure 1.21).

TTotal = Tflambement + Ttrainee = π2 × EI~z
(2L)2 + 1

2CdρfU
2
∞ (2.6)

Figure 2.4 – Schéma des efforts imposés à la membrane pris en compte dans
le modèle linéaire.
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Les bras sont des parties semi-rigides qui relient la membrane à son sup-
port. Ils sont modélisés par une longueur additionnelle de membrane qui pos-
sède les mêmes propriétés. La longueur de membrane qui aurait une raideur
équivalente aux bras est alors calculée et ajoutée en amont de celle-ci (équa-
tion 2.7). Ici, EbrasIbras = 11EI~z. La longueur équivalente correspondant aux
bras n’interagit pas avec le fluide. Cette hypothèse donne une bonne repré-
sentation du déplacement à l’extrémité amont de la membrane mais accentue
artificiellement la pente au niveau de la liaison bras/membrane.

L = L+ Leqbras = L+ Lbras
3

√
EI~z

EbrasIbras
(2.7)

Les déflecteurs sont des extensions rigides dans la continuité des extrémi-
tés de la membrane. Ils augmentent la portance aux extrémités et accroissent
l’amplitude du mouvement. Leurs effets sont supposés équivalent à une force
verticale générée par une plaque inclinée d’un angle θsflap de surface Lflap× b
au sein d’un écoulement uniforme. Ici, sflap est la position des déflecteurs sur
la membrane. Dans notre cas, s = Leqbras pour le deflecteur amont et s = L
pour le deflecteur aval. La charge locale due aux flaps Fflap est alors pro-
portionnelle à la pente locale, comme décrit dans l’équation 2.8, où δji est le
delta de Kronecker.

Fflap = Fflapsθ(s, t)δsflaps = πρfLflapU
2
∞
∂y

∂s
δsflaps (2.8)

L’amortissement interne du matériau est pris en compte à travers la for-
mulation d’un matériau visco-élastique de Kelvin-Voigt où D est la viscosité
apparente. Le système de conversion d’énergie (PTO) est aussi représenté
par un terme visqueux additionnel (équation 2.9), comme cela a déjà été mo-
délisé par [Singh et al., 2012b] pour estimer l’effet de films piezoélectriques.
Ici, D′ est le coefficient d’amortissement simulant la conversion de puissance.
Il entre en jeu dans l’évaluation de la puissance convertie.

Fviscoelastic = (D +D′) ∂5y

∂t∂s4 (2.9)

Les précédentes hypothèses permettent de représenter le comportement
de l’hydrolienne à membrane ondulante par la formulation variationnelle sui-
vante :

EI~z
∂4y

∂s4
+(maU2

∞+T )
∂2y

∂s2
+Fflap

∂y

∂s
δ
sflap
s +(D+D′)

∂5y

∂s4∂t
+2maU∞

∂2y

∂s∂t
+(ms+ma)

∂2y

∂t2
= 0 (2.10)

132



2.1.2 Résolution du système
Par la suite, la formulation variationnelle du système est écrite dans sa

forme adimensionnalisée. Elle est ensuite résolue par une décomposition de
Galerkin, en supposant un mouvement périodique sur un mode naturel de dé-
formation d’une poutre en porte-à-faux. La résolution du système de valeurs
propres mène aux résultats de fréquence et de stabilité tandis qu’une équa-
tion différente utilisant la longueur des câbles de compression est développée
pour déterminer l’amplitude du mouvement. Les forces sont exprimées par
l’intégration de la charge de pression sur la structure. Ces paramètres sont
ensuite comparés avec les données expérimentales obtenues pour le prototype
1/20eme décrit dans la section 1.1.

Les paramètres adimensionnalisés utilisés ici sont les suivants :

β = ma
ma+ms Rapport de masse

U = U∞L
√

ma
EI~z

Vitesse adimensionnalisée

µ = D+D′

L2
√
EI~z(ma+ms)

Amortissement adimensionnalisé

Θ = L2T
EI~z

Force de compression des câbles adimensionnalisée

fflap = FflapL3

EI~z
Coefficient de force des déflecteurs adimensionnalisé

η = y
L Déplacement de la poutre adimensionnalisé

χ = s
L Coordonnée curviligne adimensionnalisée

τ = t
L2

√
EI~z

ma+ms Temps adimensionnalisé
Il est alors possible d’écrire la formulation variationnelle sous la forme

suivante, où les notations ()′ = ∂
∂χ

et (̇) = ∂
∂τ

sont utilisées.

η′′′′ + (U2 + Θ)η′′ + fflapη
′δχflapχ + µη̇′′′′ + 2β1/2U η̇′ + η̈ = 0 (2.11)

Le système est résolu par une solution particulière, en considérant une
somme de mouvements périodiques (équations 2.12 - 2.14) et une longueur
d’onde constante [Païdoussis, 1998]. La méthode de Galerkin de séparation
des variables est appliquée, où qj(τ) et φj(χ) sont respectivement les fonctions
de temps et de forme du mode propre j.

η(χ, τ) = <[ΣN
j=1φj(χ)qj(τ)] (2.12)
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qj(τ) = ãje
iωjτ (2.13)

φj(χ) = a1 cosh(κjχ) + a2 sinh(κjχ) + a3 cos(κjχ) + a4 sin(κjχ) (2.14)

Les coefficients a1 à a4 sont déterminés grâce aux conditions limites de
la poutre. On considère ici une poutre en porte-à-faux (encastrée-libre), tel
que :

∀τ,


φj(χ = 0) = 0
φ′j(χ = 0) = 0
φ′′j (χ = 1) = 0
φ′′′j (χ = 1) = 0

Cela nous amène aux fonctions de forme suivantes, visibles sur la figure
2.5 pour les quatre premiers modes de déformation naturels d’une poutre
encastrée-libre dans le vide :

φj(χ) = A[cosh(κjχ)− cos(κjχ)− σj(sinh(κjχ)− sin(κjχ))]; (2.15)

Où A est une constante et σj un coefficient dépendant du mode :

σj = sinh(κj)− sin(κj)
cosh(κj) + cos(κj)

(2.16)

κj fait partie des nombre d’onde naturels de la poutre encastrée-libre :

κj ∈ [1.876, 4.695, 7.855, 10.996, 11.138, 17.279, ...] (2.17)

Pour obtenir une équation différentielle ordinaire d’ordre 2, l’équation
2.11 est combinée avec les équations 2.12, 2.13 et 2.15, puis multipliée par φi
et intégrée sur l’intervalle [0, 1], comme dans [Païdoussis, 1998]. Le système à
résoudre devient alors l’équation 2.18 pour j ∈ [1, ..., Nmodes]. Ici, Nmodes = 6.

[M ]q̈j + [C]q̇j + [K]qj = 0 (2.18)
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Figure 2.5 – Forme des quatre premiers modes propres de déformation d’une
poutre en porte-à-faux.

La matrice de masse [M ], la matrice d’amortissement [C] et la matrice
de raideur [K] sont définie par :

— Mij = dij
— Cij = µκ4

jδij + 2β1/2Ucij
— Kij = κ4

jδij + (U2 + Θ)bij + fflapφ
′
j(χ

eq.
bras)φi(χ

eq.
bras) + fflapφ

′
j(1)φi(1) ;

avec les coefficients :
— bij =

∫ 1
χeq.
bras

φ′′jφidχ
— cij =

∫ 1
χeq.
bras

φ′jφidχ
— dij =

∫ 1
χeq.
bras

φjφidχ

Ces coefficients sont intégrés de χeq.bras à 1 : on considère ici que les bras
n’ont pas de masse et aucune interaction avec l’écoulement. La seule inter-
action avec le système est modélisée à travers le terme de raideur, intégré de
0 à 1.

Une solution particulière de ce système (équation 2.18) est de la forme de
l’équation 2.13 : q(τ) = ãeγjτ = ãeiωjτ , ce qui est équivalent au problème au
valeurs propres suivant :

(γ[I]− [R])[Ã] = 0 (2.19)
Ici, [I] est la matrice identité et [Ã] est le vecteur propre, défini à un

facteur multiplicatif près et composé des amplitudes relatives de chaque mode
ãj. La matrice [R] est définie par :

[R] =
[
−M−1C −M−1K
I 0

]
(2.20)
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Les fréquences propres ωj sont les valeurs propres γj de la matrice [R]
divisées par le nombre imaginaire i. Le mode d’ondulation est ensuite sé-
lectionné, sachant que les modes instables ont la partie imaginaire de leur
fréquence propres qui est négative (ce qui revient à dire que la partie réelle
de leur valeur propre est positive).

La figure 2.6 montre le diagramme d’Agrand des premiers modes de la
membrane pour différentes vitesses de fluide. La partie imaginaire représente
la fréquence du système et la partie réelle représente l’amortissement négatif
(l’excitation, l’amplification). La vitesse critique Uc correspond au point où
la partie réelle de la valeur propre devient positive, indiquant que le système
devient instable. Dans ce cas, cela survient pour le deuxième mode à Uc =
6, 52. La fréquence réelle en Hertz est alors obtenue en prenant la partie réelle
de ω multipliée par t/2πτ .

Figure 2.6 – Valeurs propres de la matrice [R] pour β = 0.991, µ = 0.0292,
2.47 < Θ < 42.6, 0.10 < U < 11.56. Le premier mode est représenté en
vert, le deuxième en bleu, le troisème en rouge, le quatrième en jaune. Les
cinquième et sixième modes sont en-dehors du graphe (<(γj) < −60).

Les modes propres sont définis à un facteur multiplicateur près. En consi-
dérant une seule fréquence excitée, il est possible de réduire les deux fac-
teurs devant q(t) (équation 2.13) et φ(χ) (équation 2.15) à un paramètre
proportionnel à l’amplitude du mouvement, A. La démarche menant à la
formulation de ce paramètre est détaillée ici.
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La longueur des câbles de pré-contrainte est supposée constante. Elle
limite la position du bord de fuite de la membrane à une certaine distance
d de sa fixation. Le point de fixation est défini comme étant à l’origine du
repère (x(0), y(0)) = (0, 0) (figure 2.4), ce qui permet d’écrire l’équation 2.21.

x(L)2 + y(L)2 = (L − d)2 (2.21)

L’équation d’inextensibilité (équation 2.1) amène alors à l’équation 2.22.

x(s) =
∫ s

0

√
1− (∂y

∂s
)2ds (2.22)

Les équations 2.21 et 2.22 sont ensuite combinées, et une expansion de
Taylor du premier degré est réalisée sur la racine carrée. En négligeant le
terme du quatrième ordre, et en divisant par L2, on obtient l’équation 2.23,
où ψ = (L − d)/L est la longueur de retrait des câbles adimensionnalisée.

1−
∫ 1

0
η′2ds+ η2

L = ψ2 (2.23)

À partir de l’équation 2.12 et en considérant seulement une fréquence
instable ω, le déplacement vertical η est exprimé comme la somme des conju-
gués complexes :

η(χ, τ) = A2 (Φ exp(iωτ) + Φ̄ exp(−iωτ)) (2.24)

où Φ = ∑N
j=1 ãjφj, avec ãj le (N+j)eme élément du vecteur propre associé

au mode instable (équation 2.19). Ensuite, en substituant η et en séparant
les termes qui sont constants de ceux qui varient dans le temps, on obtient
l’équation 2.25.

1− ψ2 = 2(A2 )2[
∫ 1

0
|Φ′|2ds− |ΦL|2] (2.25)

La formulation adimensionnelle de l’amplitude est alors donnée par l’équa-
tion 2.26 et A = max(η × L) = max(A × <[Φ(1)] × L) est l’amplitude di-
mensionnelle au bord de fuite.

A = 2

√√√√ 1− ψ2

2(
∫ 1

0 |Φ′|2ds− |Φ1|2)
(2.26)
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2.1.3 Validation expérimentale
Le dispositif expérimental utilisé pour la comparaison et la validation du

modèle analytique est celui décrit dans [Träsch et al., 2018]. Les essais ont
eu lieu au bassin à houle et courant de l’Ifremer à Boulogne sur mer avec
un prototype échelle 1/20eme de dimensions 1 m × 0.8 m × 0.004 m. Il est
composé d’une membrane de polyactel POM-C de densité ρs = 1600 kg/m3

et de module d’Young E = 4,2 GPa.
Les déflecteurs rigides aux extrémités allongent la membrane de Lflap =

0, 15L chacun. Six barres en carbone-epoxy de 0,025L de large sont fixées
dans le sens transverse sur la membrane. Ils augmentent la raideur transverse
du prototype, ce qui assure un mouvement en deux dimensions. Chaque barre
est séparée de 0,2L sur la membrane et reliée aux amortisseurs par une pièce
rigide munie d’une liaison pivot.

La membrane est fixée à un cadre vertical par trois bras de raideur kbras =
6250 N/m, ce qui lui permet d’être maintenue au milieu de la colonne d’eau.
La structure est aussi pré-contrainte par des câbles reliant ses deux extrémités
qui maintiennent la membrane en flambement (figure 2.7). Les câbles sont
d = 0, 046L plus court que la longueur au repos de la membrane et des bras.

L’image à gauche de la figure 2.7 présente le montage expérimental tandis
que celle de droite montre une photo des six cibles lumineuses utilisées pour
la trajectométrie. Le système de trajectométrie permet de caractériser le
mouvement en terme de mode d’ondulation, d’amplitude et de fréquence.

Figure 2.7 – Photographies du modèle expérimental utilisé pour valider le
modèle analytique.
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Les déformées instantanées issues du modèle analytique et des expériences
sont tracées sur la figure 2.9, ce qui permet une comparaison visuelle indi-
quant que les ondulations ont lieu sur le même mode pour les deux types de
résultats. Une période est ici divisée en huit instants, comme montré sur la
figure 2.8. Le moment où le bord de fuite passe au-dessus de l’axe y = 0 est
défini comme étant le début du cycle.

Il y a un bon accord entre les résultats des déformées du modèle et ex-
périmentaux. On peut noter que le modèle sous-estime la courbure de la
membrane près du bord de fuite. En effet, le câble n’est pas pris en compte
en tant que condition limite gouvernant la forme de la membrane et la direc-
tion des efforts qu’il génère est considérée comme constante par rapport au
bord de fuite. Le mouvement de la membrane pendant les expériences n’était
pas parfaitement symétrique, avec une inversion de courbure plus lente lors
de la montée que pendant la descente. Cette différence vient des effets de la
gravité, non pris en compte dans le modèle, et explique cette petite différence
de phase que l’on peut observer.

Figure 2.8 – Évolution de la position verticale du bord de fuite dans le
temps. Les résultats du modèle analytique sont présentés en bleu et les ré-
sultats expérimentaux en noir. Les instants représentés sur la figure 2.9 sont
indiqués par des losanges.
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Figure 2.9 – Instantanés des déformées de la membrane obtenues par le mo-
dèle analytique et par les expériences pour comparaison du mode d’ondula-
tion à U=9.98 pendant une période. Le temps correspondant à chaque image
est représenté sur la figure 2.8. La membrane est tracée en bleu foncé, les bras
en bleu clair et les flaps en vert. Les déformées mesurées pendant les expé-
riences pour une configuration et des instants équivalents sont représentées
en rouge. Les cercles noirs indiquent la position des cibles de trajectométrie.
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La comparaison de la fréquence d’ondulation entre les résultats expérimen-
taux et le modèle analytique est présentée figure 2.10 en fonction de la vi-
tesse du courant. Le modèle donne de bons résultats, avec un bon ordre de
grandeur et la bonne tendance. Il y a une relation presque linéaire entre
la fréquence et la vitesse du courant, comme remarqué section 1.4 et par
[Shelley et al., 2005] pour une plaque en porte-à-faux. Le modèle reproduit
cette relation, mais avec une pente légèrement différente. La vitesse critique
est aussi légèrement sous-estimée. Les résultats d’amplitude maximum pour
différentes vitesses de courants sont présentés à droite de la figure 2.10. Cela
montre que le modèle donne un résultat approximatif de l’amplitude, mais
avec la bonne tendance. En effet, elle tend à décroître lorsque la vitesse du
fluide augmente. C’est un effet des câbles de pré-contrainte, car cette ten-
dance est opposée à celle qu’on trouve dans la littérature pour une plaque
réellement encastrée-libre [Eloy et al., 2011] et [Tang, 2007]. Les valeurs et la
pente de l’amplitude sont cependant significativement différentes, avec une
erreur qui augmente pour les vitesses de courant plus élevées. Cela peut venir
des non-linéarités dynamiques du fluide et du solide qui ne sont pas pris en
compte dans le modèle lorsqu’il s’éloigne de la vitesse critique.

Figure 2.10 – Comparaison des résultats de fréquence d’ondulation (gauche)
et d’amplitude du mouvement (droite) entre les modèles analytique et expé-
rimental. Leqbras = 0.140L ; Lflap = 0.146L ; β = 0.991 ; Cd = 0.6 ; µ = 0.0292.

Les résultats de trajectoires sont considérés comme suffisamment proches
pour valider le modèle. Dans la prochaine section l’effet des câbles de com-
pression sera étudié, puis un focus sera fait sur l’effet du PTO sur le com-
portement du système.
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2.1.4 L’effet des câbles de pré-contrainte
L’étude paramétrique présentée dans ce chapitre se concentre sur un des

aspects innovants de ce modèle : les câbles de pré-contrainte. Les paramètres
Θ et ψ représentent respectivement l’effet des câble sur la fréquence/stabilité
et sur l’amplitude de mouvement de la membrane.

Figure 2.11 – Gauche : influence du paramètre de compression Θ sur la
vitesse critique. Droite : influence de la longueur de retrait des câbles sur
l’amplitude du mouvement. Leqbras = 0.140L ; Lflap = 0.146L ; β = 0.991 ;
Cd = 0.6 ; µ = 0.0292.

La figure 2.11 montre à gauche la vitesse critique du courant en fonction
du paramètre de compression Θ. Il est important de souligner que lors des
expériences, lorsque l’on réduit la longueur des câbles, la vitesse critique tend
à augmenter. Cependant, ce n’est pas en contradiction avec les résultats de
ce modèle car Θ ne change pas en fonction de la longueur de retrait. En
effet, lorsqu’un déplacement latéral est imposé en flambement, la force de
compression augmente très peu [Arnoult, 2010].

En revanche, la réduction de la longueur des câbles de pré-contrainte aug-
mente le nombre d’onde des modes propres et tend à stabiliser la structure.
Il faut aussi noter qu’il y a une valeur critique Θc au-delà de laquelle le sys-
tème devient instable, même pour U∞ = 0. Ce phénomène a été décrit et est
appelé l’instabilité du tuyau d’arrosage [Doare and De Langre, 2002]. Ici, Θc

= 10,4.
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L’influence du coefficient de compression dans les câbles Θ sur la fréquence
d’ondulation est représentée sur la droite de la figure 2.11. Elle montre que
la fréquence est fortement liée à ce paramètre. Une augmentation de la force
de compression implique une augmentation de la fréquence. Bien que contre-
intuitive, cette tendance est en accord avec les résultats de [Dowell, 1982]. En
effet, le bord de fuite de la membrane est dirigé la plupart du temps dans la
même direction que son mouvement (figure 2.9). L’effort Θ accélère donc le
déplacement vertical de la partie avale de la membrane. Cependant, lorsque
y(L) arrive à un extremum, la force de compression en bord de fuite est dans
la direction opposée et favorise l’inversion du mouvement, c’est pourquoi elle
augmente la fréquence des ondulations.

Ainsi, la figure 2.11 met en valeur les avantages d’une membrane en flam-
bement dans le cas où l’instabilité est l’objectif : la force de compression
réduit la vitesse critique et augmente la fréquence d’ondulation.

Les résultats d’amplitude du mouvement en fonction de la longueur de
retrait des câbles obtenus par l’équation 2.26 représentent bien la tendance
observée pendant les essais, comme indiqué par le graphique à gauche de
la figure 2.12. Lorsque l’on néglige les non-linéarités, il existe une relation
quadratique entre A∗ et (1−ψ). Cela rejoint l’interprétation de la figure 1.43
pour une membrane en flambement au sein d’un écoulement. La figure 1.18,
qui décrit le déplacement du bord de fuite pour une membrane statique en
flambement, montre aussi une relation quadratique entre les deux paramètres.

Figure 2.12 – Influence de ψ sur l’amplitude du mouvement. Leqbras = 0.140L ;
Lflap = 0.146L ; β = 0.991 ; U = 8.19 ; Cd = 0.6 et µ = 0.0292.
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2.1.5 Extraction de puissance simulée par un amortis-
sement interne

Dans cette section, le comportement de la membrane avec extraction de
puissance (Power Take-Off, PTO) est étudié. C’est une recherche théorique
qui prédit les effets du PTO, ici considéré équivalent à un amortissement
visqueux interne à la structure.

Il existe plusieurs moyens d’extraire l’énergie d’un système ondulant. Ce-
lui choisit ici peut représenter une conversion par matériaux piezo-électriques
[Singh et al., 2012b]. L’estimation de puissance est calculée par l’équation
2.27, en fonction de D′ (voir équation 2.9). Les résultats de fréquence, d’am-
plitude et de vitesse critique sont présentés et interprétés en fonction de
l’amortissement interne homogène.

P = 1
T

∫ T

0

∫ 1

seqarms

D′ × (ẏ′′)2dsdt (2.27)

L’effet d’un amortissement plus important simulant le PTO est présenté
sur les figures 2.13 et 2.14. On peut y voir une baisse importante de la
fréquence et une augmentation de l’amplitude causée par l’amortissement.
Cependant, plus celui-ci est important, moins ses variations auront d’effets
sur le système. La fréquence devrait converger vers 0 et l’amplitude est limi-
tée par la longueur de la membrane. L’amortissement a un effet qui semble
opposé à celui de la compression Θ, bien que ce dernier paramètre ne soit
pas ajustable car il est défini par les propriétés de la membrane.

Un autre effet de l’amortissement est qu’il déstabilise les premiers modes
propres, comme cela peut être remarqué sur les figures 2.14 et 2.15. Ainsi,
l’amortissement abaisse la vitesse critique, ce qui n’est pas intuitif mais a déjà
été noté par d’autres auteurs pour des systèmes similaires [Païdoussis, 1998]
et [Singh et al., 2012a]. Selon [Semler, 1991], l’amortissement cause un dé-
phasage entre la pression exercée par le fluide et l’accélération du solide,
augmentant le travail de l’un sur l’autre et donc intensifiant leur couplage, ce
qui réduit la stabilité du système. Cette tendance dépend fortement d’autres
paramètres comme le rapport de masse, β.

Pour rappel, ce type d’amortissement visqueux interne au matériau est
différent de celui qui a été étudié section 1.4.1, à savoir ajouter des amortis-
seurs pour simuler le PTO.
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Figure 2.13 – Effet de l’amortissement sur la fréquence des ondulations
(gauche) et leur amplitude (droite). Leqbras = 0.140L ; Lflap = 0.146L ; Θ =
22.6 ; β = 0.991 ; U = 8.19 ; Cd = 0.6.

Figure 2.14 – Effet de l’amortissement sur la vitesse critique. Leqbras =
0.140L ; Lflap = 0.146L ; Θ = 22.6 ; β = 0.991 ; Cd = 0.6.

La figure 2.15 représente la partie imaginaire des fréquences propres pour
différentes valeurs de coefficient d’amortissement. On peut remarquer que
dans cette configuration, cela stabilise les modes les plus élevés et déstabilise
les plus petits. En effet les modes deviennent instables lorsque =(ωj) < 0.
Cela peut être favorable car cela diminue la vitesse critique et évite les modes
parasites.

145



Figure 2.15 – Effet de l’amortissement sur la stabilité des différents modes
propres. noir : 1er mode, rouge : 2eme mode, violet : 3eme mode, jaune : 4eme
mode, cyan : 5eme mode, bleu : 6eme mode. Leqbras = 0.140L ; Lflap = 0.146L ;
Θ = 22.6 ; β = 0.991 ; U = 8.19 ; Cd = 0.6.

Figure 2.16 – Effet de l’amortissement sur la puissance convertie. Leqbras =
0.140L ; Lflap = 0.146L ; Θ = 22.6 ; β = 0.991 ; U = 8.19 ; Cd = 0.6.
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Après avoir validé le modèle et étudié les effets des câbles de pré-contrainte
et du PTO, il est désormais possible d’utiliser ce modèle analytique pour
esquisser des stratégies d’extraction de puissance.

La figure 2.16 présente la puissance adimensionnalisée Cp = P
0,5ρf bLU3

∞
en

fonction du coefficient d’amortissement pour différentes vitesses de courant.
On peut remarquer l’existence d’un coefficient d’amortissement optimal pour
lequel la puissance convertie est maximisée. Ce coefficient optimal est fonc-
tion de la vitesse du courant, ce qui signifie que la capacité de réguler le
PTO de manière dynamique selon la vitesse de courant incidente pourrait
être un atout. Pour les cas étudiés, le coefficient d’amortissement optimal
est plus petit lorsque la vitesse du courant est plus élevée. Ce n’est pas
intuitif mais cela peut être expliqué par le fait que la puissance est propor-
tionnelle au coefficient d’amortissement, mais aussi avec le carré de la vitesse
de déformation locale (équation 2.27). Ainsi, il est intéressant de diminuer le
coefficient d’amortissement afin d’avoir un mouvement plus rapide. Cepen-
dant, il convient d’être très prudent car l’erreur croissante sur l’estimation
de l’amplitude (figure 2.10) due aux effets non-linéaires pourrait fortement
impacter ce résultat.

Dans cette section, un modèle analytique linéaire d’hydrolienne à mem-
brane ondulante a été présenté. La théorie des corps élancés [Lighthill, 1969]
avec une approximation de la masse ajoutée pour corps larges [Moretti, 2004]
est utilisée. La membrane est modélisée par le théorie des poutres de Euler-
Bernouilli avec un amortissement de type Kelvin-Voigt. Les autres éléments
(flaps, câbles, bras) sont représentés par des formulations basiques comme la
charge critique de flambement pour la tension des câbles. La série d’équations
différentielles ordinaires est résolue par une méthode inspirée de [Païdoussis, 1998].
Les résultats de mode et de fréquence d’ondulation, d’amplitude du mouve-
ment et de vitesse critique du courant sont suffisamment proches des résultats
expérimentaux pour valider le modèle sur des applications à basse vitesse.
Le rôle significatif des câbles de pré-contrainte a été mis en évidence grâce à
son fort impact sur l’amplitude de mouvement et à sa formulation simplifiée
en tant que force de compression. Le système de PTO a été représenté par
un amortissement visqueux interne à la structure. Il a été confirmé que pour
une configuration donnée, il existe un coefficient d’amortissement optimal
qui maximise la conversion de puissance. Cet amortissement optimal varie
avec la vitesse du courant.
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Ce modèle est basé sur des hypothèses concernant les conditions limites
et la force de pré-contrainte des câbles (sur leur direction et leur variation
dans le temps). La dynamique du fluide a été simplifiée : la turbulence et
la couche limite, les détachements tourbillonnaires et les effets de sillage ont
été négligés. C’est pourquoi il devrait être utilisé pour des vitesses de fluide
relativement basses et de petits déplacements de la membrane. L’hypothèse
2D ne permet pas de prendre en compte les effets de bord. Le modèle est
limité à un seul mode de déformation et ne prend pas en compte les fréquences
les plus élevées lorsqu’il devrait y avoir un couplage entre plusieurs modes
de déformation. La membrane devrait donc être suffisamment rigide et assez
amortie pour stabiliser ces modes. La théorie des corps élancés est utilisée et
la gravité est négligée, donc la membrane devrait être de faible épaisseur et
d’une densité proche de celle du fluide. Le modèle peut toujours être utilisé
pour des études paramétriques.

Le modèle analytique linéaire est un premier pas vers la modélisation
d’une hydrolienne à membrane ondulante. Il permet notamment d’estimer
rapidement la vitesse critique et l’influence de certains paramètres dont les
conditions limites. Cependant, les prochaines versions du modèle devront dif-
férer en ce qui concerne la modélisation du PTO, car la conversion de puis-
sance sur la membrane est basée sur un système de convertisseurs linéaires
[Déporte, 2016]. Des améliorations peuvent rendre le modèle plus précis en
considérant les phénomènes non-linéaires dans le déplacement de la mem-
brane [Yadykin et al., 2003] et dans la force de compression des câbles. Cela
devrait minimiser les erreurs et devrait aider à s’affranchir des hypothèses
les plus impactantes. Un autre modèle fluide, par exemple basé sur la mé-
thode des panneaux, pourrait aussi grandement améliorer la description de la
dynamique du système [Tang & Païdoussis, 2009]. Ce modèle pourrait aussi
être étendu en trois dimensions afin d’évaluer l’importance des effets de bord
et du rapport d’aspect. En revanche, ce qui serait gagné en précision serait
perdu en temps de calcul. Un bon compromis doit être trouvé en considé-
rant que ce modèle a été développé afin d’être utilisé dans le cadre d’une
optimisation multi-paramètres.

La suite de ce chapitre est tout d’abord consacrée à la présentation de la
méthode vortex permettant une meilleure modélisation du fluide. La méthode
corotationnelle, utilisée pour modéliser la membrane, sera ensuite abordée
avant de présenter le couplage permettant d’étudier le problème d’interaction
fluide/structure.
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2.2 Modélisation fluide par la méthode vor-
tex

2.2.1 Hypothèses de modélisation
La méthode utilisée pour représenter l’écoulement dans notre problème

est appelée la méthode particulaire tourbillonnaire, ou méthode vortex. Elle
est basée sur une écriture rotationnelle de l’équation de Navier-Stokes qui
est discrétisée puis résolue par une description lagrangienne. Le domaine de
calcul se réduit alors uniquement aux zones où le champ de rotationnel de
vitesse est non nul, et celui-ci s’adapte naturellement au cours de la simula-
tion grâce à la résolution des équations de transport, qui prennent alors la
forme d’équations différentielles ordinaires (EDO) [Katz & Plotkin, 2001].

La méthode vortex est une application particulière des méthodes par-
ticulaires, qui ont été introduites pour la première fois en mécanique des
fluides par [Rosenhead, 1931]. Elles ont ensuite été développées à partir des
années 1960-70, notamment avec le travail de [Chorin, 1973]. Une revue des
différentes méthodes tourbillonnaires a été réalisé par [Leonard, 1980].

L’intérêt de la méthode vortex réside dans le fait qu’elle donne de bons ré-
sultats en termes d’efforts et permet de représenter correctement le sillage. De
plus, cette méthode est réputée pour être stable, précise et avec un temps de
calcul relativement court, notamment grâce à la description lagragienne qui
permet de ne pas avoir à mailler l’intégralité du domaine fluide. C’est pour-
quoi elle est utilisée dans de nombreux domaines de la mécanique des fluides
comme pour la modélisation d’hydrolienne à hélice [Mycek et al., 2014] et
d’éoliennes ondulante [Tang & Païdoussis, 2009].

L’objectif de ce modèle est de représenter fidèlement l’écoulement autour
de la membrane et notamment les efforts hydrodynamiques sur celle-ci. Il
doit aussi permettre de simuler l’écoulement dans le sillage et doit pouvoir
être adapté en trois dimensions pour une étude future des effets de bord.

On considère des écoulements bidimensionnels et homogènes de fluides
visqueux (newtoniens), isothermes, incompressibles et sans forces de gra-
vité. Les équations adimensionnelles qui régissent ce type d’écoulement sont
l’équation de continuité (équation 2.28) et les équations de Navier-Stokes
(équation 2.29) :

∇.u = 0 (2.28)
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∂u
∂t

+ (u.∇)u = −∇p+ 1
Re
∇2u (2.29)

Où u = u.~ex + v.~ey est le vecteur vitesse du fluide normalisé par U∞, t
le temps normalisé par U∞

L
, p le champ de pression normalisé par ρfU2

∞, Re
le nombre de Reynolds (Eq. 1.1) et ∇ l’opérateur gradient, qui s’exprime en
coordonnées cartésiennes comme suit : ∇ = ∂

∂x
~ex + ∂

∂y
~ey.

En introduisant la fonction de courant Ψ tel que u = ∂Ψ
∂y

et v = −∂Ψ
∂x

et
en utilisant la définition de la vorticité ω = ∂v

∂x
− ∂u

∂y
= ∇ × u, on obtient

l’équation du Poisson suivante :

∇2Ψ = −ω (2.30)

En prenant le rotationnel de l’équation 2.29, et en utilisant l’équation
2.28, on obtient l’équation du transport de la vorticité (équation 2.31), où
(u.∇)ω représente la convection et 1

Re
∇2ω est le terme de diffusion.

∂ω

∂t
+ (u.∇)ω = ν∇2ω (2.31)

La décomposition de Helmholtz du champ de vitesse (équation 2.32) est
utilisée pour décomposer le vecteur vitesse en une somme d’écoulements ro-
tationnel et irrotationnel.

u = u∞ +∇φ+∇× ~Ψ = u∞ + uφ + uω (2.32)

Ainsi, le champ de vitesse est décomposé en trois composantes :
• Une composante constante u∞ qui représente le courant en amont de

l’hydrolienne, en considérant un écoulement non perturbé.
• Une composante potentielle uφ qui représente l’influence de la struc-

ture sur l’écoulement. Cette composante est calculée par la méthode
particulaire tourbillonnaire pour résoudre ∆φ = 0.
• Une composante rotationnelle uω pour le sillage de l’hydrolienne.
Le champ de vorticité ω est discrétisé au temps t en un ensemble d’élé-

ments de vorticité singuliers, ce qui constitue le fondement de la méthode
numérique. Le champ de vorticité théoriquement continu est donc représenté
par un nombre d’éléments discrets N qui transportent chacun une quantité
de circulation Γi.
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ω = dΓ
dS ≈

d
dS (

N∑
i=1

Γiδ(x− xv)) (2.33)

où dS est un élément d’aire, x = (x, y) est le vecteur position, xv =
(xv(i), yv(i)) est la position de l’élément de vorticité i et δ est la fonction
delta de Dirac.

Figure 2.17 – Gauche : lignes de courants du champs de vitesse engendré
par un vortex de circulation Γ. Droite : vitesse tangente induite par un vortex
en fonction de la distance au centre de celui-ci.

La vitesse en un point induite par un vortex situé en (xv(i), yv(i)) est
déduite de la loi de Biot-Savart en deux dimensions (équation 2.34, figure
2.17).

(u0, v0) = Γ0

2π
(y − yv,−x+ xv)

(x− xv)2 + (y − yv)2 (2.34)

Ainsi, les simulations présentées dans ce rapport utilisent une méthode la-
grangienne instationnaire nommée la méthode vortex [Katz & Plotkin, 2001].
L’écoulement est représenté par la somme du courant stationnaire en amont
et des perturbations générées le long de la membrane. Des particules trans-
portant de la vorticité sont aussi émises au bord de fuite et transportées dans
le sillage (figure 2.18). Elles sont générées de manière à respecter le théorème
de Kelvin, qui énonce que la circulation du champ de vitesse le long d’un
contour matériel fermé est nulle pour un fluide barotrope [Kelvin, 1871].

151



Figure 2.18 – Schéma de la modélisation numérique du système

La vitesse en un point est donc la somme de la vitesse incidente, de
la vitesse induite par les vortex situés le long de la membrane et de celle
induite par les vortex émis dans le sillage (équations 2.35 & 2.36), avec Γwi
la circulation du i-ème vortex dans le sillage et (xw(i), yw(i)) sa position. Le
déplacement d’un vortex dans le sillage est calculé à chaque pas de temps,
en fonction de la vitesse du fluide en ce point à l’instant donnée. Nw est le
nombre d’éléments modélisés dans le sillage.

u = u∞+
N∑

i=1

Γi

2π
y − yv(i)

(x− xv(i))2 + (y − yv(i))2 +
Nw∑
i=1

Γw
i

2π
y − yw(i)

(x− xw(i))2 + (y − yw(i))2 (2.35)

v =
N∑

i=1

Γi

2π
−x+ xv(i)

(x− xv(i))2 + (y − yv(i))2 +
Nw∑
i=1

Γw
i

2π
−x+ xw(i)

(x− xw(i))2 + (y − yw(i))2 (2.36)

Le système est résolu le long de la membrane, où la composante normale
de la vitesse fluide doit être égale à celle de la vitesse du solide. Cela revient
à exprimer l’équation 2.37, où (xc, yc) désigne une position le long de la
membrane et θ l’angle local de la membrane à l’horizontale.

u(xc, yc). sin(θ)− v(xc, yc). cos(θ) = ∂xc
∂t

. sin(θ)− ∂yc
∂t
. cos(θ) (2.37)

Il est possible de ramener ce problème à l’équation matricielle linéaire
2.38. aij sont les éléments de la matrice de coefficients d’influence. Chaque
élément représente l’influence du vortex j sur le point de contrôle i et est cal-
culé par l’équation 2.39. RHSi sont les éléments du vecteur colonne à droite
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(Right-Hand Side). Ils établissent l’égalité des vitesses à l’interface et sont
calculés par l’équation 2.40. (uω, vω) désigne la vitesse induite par les tour-
billons dans le sillage. La méthode de Houbolt est utilisée pour l’intégration
temporelle [Johnson, 1966].

a1,1 a1,2 · · · a1,N+1
a2,1 a2,2 · · · a2,N+1
... ... ...

aN,1 aN,2 · · · aN,N+1
1 1 · · · 1





Γ1
Γ2
...

ΓN
ΓN+1

 =



RHS1
RHS2

...
RHSN∑N
i=1 Γt−1

i

 (2.38)

aij = 1
2π

sin(θ(i))(yv(j)− yc(i)) + cos(θ(i))(xv(j)− xc(i))
(xv(j)− xc(i))2 + (yv(j)− yc(i))2 (2.39)

RHSi =
(
u∞ −

∂xc(i)
∂t

+ uω(i)
)
. sin(θ(i)) +

(
∂yc(i)
∂t

− vω(i)
)
. cos(θ(i)) (2.40)

Sur chaque panneau, l’emplacement du vortex (xv, yv), où la circulation
est calculée, est situé à un quart de la longueur de l’élement. Le point de
contrôle (xc, yc), où le système est résolu, est placé à trois quart de la longueur
de l’élément. Ce choix permet de satisfaire la condition de Kutta de manière
implicite.

Les tourbillons émis dans le sillage sont d’abord placés à (xL+0.25u∞dt, yL).
La méthode vortex permet de choisir entre deux modèles de sillage. La dif-
férence entre les deux vient de la manière de calculer le déplacement des
particules tourbillonnaires émises dans le sillage. La solution la plus simple
déplace chaque particule à la vitesse moyenne en amont U∞. Elle est cal-
culée par les équations 2.41 et 2.42. Le modèle de sillage réaliste calcule la
vitesse de l’écoulement à la position de chaque particule. Il utilise ensuite
cette vitesse locale pour calculer le déplacement des particules à chaque pas
de temps. Il donne de meilleurs résultats mais nécessite des temps de calculs
plus longs. Le modèle de sillage réaliste sera donc uniquement utilisé lors des
comparaisons de sillage (figures 2.22 et 2.23).

Sillage simple :

xw(t+ 1) = xw(t) + u∞dt (2.41)
yw(t+ 1) = yw(t) (2.42)
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Sillage réaliste :

xt+1
w (j) = xtw(j) + u∞.dt

+ dt
2π

N∑
i=1

Γt(i).(ytw(j)− ytv(i))
(ytw(j)− ytv(i))2 + (xtw(j)− xtv(i))2 (2.43)

+ dt
2π

Nω∑
i=1

Γtω(i).(ytw(j)− ytw(i))
(ytw(j)− ytw(i))2 + (xtw(j)− xtw(i))2

yt+1
w (j) = ytw(j) + dt

2π

N∑
i=1

Γt(i).(xtw(j)− xtv(i))
(xtw(j)− xtv(i))2 + (ytw(j)− ytv(i))2

+ dt
2π

Nω∑
i=1

Γtω(i).(xtw(j)− xtw(i))
(xtw(j)− xtw(i))2 + (ytw(j)− ytw(i))2 (2.44)

La différence de pression de part et d’autre de la structure est calculée par
l’équation 2.45, tandis que les efforts hydrodynamiques sont calculés selon les
équations 2.46 et 2.47.

∆pi = ρf

[(
u∞ −

dx(i)
dt

+ uω(i)
)
. cos(θ(i)) +

(
−

dy(i)
dt

+ vω(i)
)
. sin(θ(i))

] Γ(i)
ds

+ρf
i∑

j=1

dΓ(j)
dt

(2.45)

Fy(i) = ∆p(i). cos(θ(i)).ds (2.46)
Fx(i) = −∆p(i). sin(θ(i)).ds (2.47)

La puissance mécanique transmise à la membrane est le produit des forces
hydrodynamiques par la vitesse de la structure. Elle est calculée par l’équa-
tion 2.48.

P (i) = Fy(i)
dyc(i)

dt + Fx(i)
dxc(i)

dt (2.48)

Ce modèle a été validé sur le cas d’une plaque statique présentant un
certain angle d’attaque face à un courant uniforme, ainsi que sur le cas d’une
plaque en mouvement autour d’un point pivot [Ramesh et al., 2013]. Ces
résultats sont présentés en annexe B.
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2.2.2 Application de la méthode vortex à l’hydrolienne
à membrane ondulante

Dans cette section, les données de trajectoires mesurées lors des essais
en bassin sont utilisées pour imposer la dynamique du mouvement de la
structure lors des simulations numériques. La membrane agit comme un mur
mobile sur l’écoulement. Il n’y a donc pas de couplage fluide-structure. Ces
simulations permettent cependant de vérifier que le modèle vortex fonctionne
correctement, c’est à dire qu’il donne les bons efforts et un sillage réaliste.
Les autres résultats que l’on peut exploiter concernent la répartition de la
pression le long de la membrane et la transmission de puissance de l’écou-
lement vers la membrane. Une étude prédictive faisant varier la fréquence
d’ondulation est ensuite présentée.

Les paramètres numériques doivent amener à un résultat suffisamment
précis sans requérir des temps de calculs trop longs. Une analyse de conver-
gence a été réalisée sur le modèle fluide afin de sélectionner leurs valeurs. Le
modèle est considéré comme convergé lorsqu’on observe une différence infé-
rieure à 1% sur les efforts moyens en doublant la discrétisation. Ce critère
est respecté pour ∆t = 0.01 et N = 100. Ces valeurs seront donc utilisées
par la suite pour la validation expérimentale. La périodicité des efforts est
atteinte après approximativement tU∞/L = 20. Cette étude a montré qu’une
mauvaise précision numérique peut engendrer une erreur de phase des efforts
hydrodynamiques dès le début de la simulation.

Les trajectoires obtenues lors des essais des trois configurations décrites
dans la table 1.4 sont ici utilisées pour valider le modèle. Ces trajectoires sont
tracées sur la figure 2.19. Elles diffèrent les unes des autres par leur mode
d’ondulation et leur amplitude, mais aussi par leur fréquence qui vaut respec-
tivement f ∗ = f.L/U∞ = 0.55 et 0.27 pour les configurations non-amortie et
amorties. La validation expérimentale est basée sur des comparaisons d’ef-
forts et de sillage.

La figure 2.20 présente la comparaison des efforts hydrodynamiques numé-
riques et expérimentaux pour les trois configurations testées. Il existe un très
bon accord entre les signaux expérimentaux et numériques pour la première
configuration, celle qui n’est pas amortie. Les deux autres configurations
simulées donnent des signaux d’efforts similaires, avec un bon ordre de gran-
deur de l’amplitude pour la trainée. Le résultat de portance semble cependant
trop élevé. Les signaux présentent aussi un déphasage significatif qui n’est
pas dans le même sens pour la trainée et pour la portance. Cette erreur de
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Figure 2.19 – Déformées de la membrane interpolée sur N = 100 points et
superposées chaque 1/40eme de période, pour les trois configurations simulées.

phase peut être induite par l’absence de couplage. Elle peut aussi provenir
d’une discrétisation insuffisante comme observé lors de l’étude de convergence
ou bien d’un décollement de l’écoulement en amont du bord de fuite de la
membrane. Un tel décollement a été recherché lors des mesures PIV, mais
aucune preuve de sa présence ou de son absence n’a été apportée.

Les différences principales sont relevées sur les signaux de portance : les
résultats numériques sont centrés sur zéro, alors que les mesures expérimen-
tales présentent un décalage sur la portance moyenne (voir figures 1.21 &
1.29). Celui-ci peut s’expliquer par l’influence de la gravité sur le mouve-
ment, par l’interaction avec le fond du bassin et la surface libre, ou bien
par un effet dû au sillage de la structure qui maintient l’hydrolienne dans le
courant [Träsch et al., 2018].
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Figure 2.20 – Comparaison des coefficients de trainée (gauche) et de por-
tance (droite) obtenus numériquement et expérimentalement pour les trois
configurations testées. Haut : C=0 kg/s, d=7 %. Milieu : C=24x3500 kg/s,
d=7 %. Bas : C=24x3500 kg/s, d=12.5 %.

Les résultats de position des points-vortex émis dans le sillage obtenus
avec les deux modèles de sillage (simple et réaliste) sont présentés figure 2.21.
On peut observer un phénomène d’enroulement en regardant la position des
particules émises dans le modèle réaliste. Il en résulte une meilleure précision
dans l’intensité et la position des zones de perturbations.
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Figure 2.21 – Position des points-vortex émis dans le sillage.

Les résultats obtenus avec le modèle de sillage réaliste sont comparés
aux résultats de mesures PIV figures 2.22 & 2.23. La figure 2.22 présente
l’intensité turbulente moyenne dans le sillage de la deuxième configuration :
membrane amortie avec 7 % de retrait des câbles de pré-contrainte. Le mo-
dèle réaliste résulte en un sillage avec une intensité turbulente du bon ordre
de grandeur dans le sillage proche et une expansion verticale correctement
représentée.

Figure 2.22 – Intensité turbulente dans le sillage d’une hydrolienne à mem-
brane ondulante (C = 24 × 3500 kg/s, d = 7%). Haut : Modèle de sillage
réaliste. Bas : Mesures PIV.
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La figure 2.23 montre un instantané de la norme de la différence entre la
vitesse locale et la vitesse en amont dans le sillage. Les particules émises sont
marquées par des points blancs. Les modèles de sillage reproduisent correcte-
ment l’émission de zones de perturbations deux fois par cycle. L’intensité des
perturbations est correctement représentées dans le modèle de sillage réaliste,
mais elles sont plus petites que celles observées par PIV. Ces cartes montrent
aussi que l’expansion verticale et la dissipation du sillage sont sous-estimées :
les zones de perturbations restent proches de l’axe y = 0 et conservent leur
intensités le long de l’axe ~x. Au contraire, les mesures PIV montrent une
dissipation du sillage. Celle-ci est due à la dissipation visqueuse et turbu-
lente, mais aussi aux interactions avec la surface libre et le fond du bassin.
Un modèle de dissipation sera donc nécessaire pour donner des résultats de
sillage se rapprochant des expériences.

Figure 2.23 – Perturbations de vitesse
√

(u− U∞)2 + v2 dans le sillage d’une
hydrolienne à membrane ondulante (C = 84000 kg/s, d = 7%). Haut : Modèle
de sillage réaliste. Bas : Mesures PIV.

L’utilisation d’un modèle ou de l’autre n’entraîne aucune différente signi-
ficative sur les résultats d’efforts hydrodynamiques. Seul le modèle réaliste
permet d’estimer le champs de vitesse dans le sillage, mais il nécessite des
temps de calculs plus importants et doit être étendu pour prendre en compte
les effets de dissipation.

159



Une loi de décroissance exponentielle sur la circulation des particules
émises dans le sillage a donc été implémentée. Il a en effet été remarqué
expérimentalement que la vorticité diminue de manière exponentielle dans le
sillage, et ce sur toute la colonne d’eau (figure 2.24). Ce type de modèle de
dissipation a déjà été utilisé, notamment par [Pinon et al., 2017].

Le modèle de dissipation utilisé suit l’équation 2.49. Le taux de dissipation
a été choisi par comparaison visuelle et est égal à 2.75. La figure 2.25 montre la
circulation des tourbillons dans le sillage avec et sans le modèle de dissipation.

Γω(t) = Γ0
ω(1− exp−2.75/t) (2.49)

Figure 2.24 – Dissipation de la vorticité (maximum, minimum et moyenne
quadratique) dans le sillage de la deuxième configuration (d=7%, C = 24×
3500 kg/s).

Les résultats d’intensité turbulente, de vitesse axiale moyenne et de vitesse
verticale moyenne ainsi obtenues sont présentées figure 2.26 pour le modèle
avec dissipation et figure 2.27 pour les résultats expérimentaux. Les résultats
des autres configurations sont présentés annexe D. La comparaison de ces
figures montre que la dissipation améliore les résultats de sillage.
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Figure 2.25 – Dissipation de la circulation des tourbillons dans le sillage.

Le coefficient de dissipation a été estimé à partir des essais PIV. Une ma-
nière plus précise de le déterminer est de calculer la circulation des tourbillons
émis dans le sillage, et d’observer leur évolution dans le temps [Pinon et al., 2017].
Cependant, le dispositif expérimental de mesure PIV ne le permet pas car le
sillage est reconstitué à partir de nombreux plans PIV qui ont été enregistrés
successivement. Or, malgré la bonne périodicité du phénomène étudié, il est
très difficile de suivre un tourbillon sur plusieurs plans dans ce contexte.

L’ajout d’un modèle de diffusion serait certainement plus réaliste, tout en
étant conservatif en termes d’énergie [Chorin, 1973]. Cela n’a pas été étudié
lors de la thèse mais fera parti des améliorations futures du modèle numé-
rique.

Le modèle de sillage simple est adapté pour l’estimation des efforts sur la
membrane et de la puissance convertie, ce qui nous intéresse dans un premier
temps. Le modèle de sillage réaliste sera utilisé uniquement pour les études
spécifiques sur le sillage et les interactions entre membranes.
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Figure 2.26 – Résultats de sillage numérique derrière la deuxième configu-
ration d’hydrolienne testée (d = 7 %, C = 24× 3500 kg/s). Haut : intensité
turbulente. Milieu : vitesse axiale. Bas : vitesse verticale.

Figure 2.27 – Résultats de sillage expérimental derrière la deuxième confi-
guration d’hydrolienne testée (d = 7 %, C = 24×3500 kg/s). Haut : intensité
turbulente. Milieu : vitesse axiale. Bas : vitesse verticale.
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2.2.3 Optimisation de la transmission de puissance
Le modèle fluide donnant des résultats proches des résultats expérimen-

taux en termes d’efforts sur la structure et de perturbations de l’écoulement
dans le sillage, il est désormais possible de l’utiliser pour accéder à certaines
informations difficilement accessibles par l’expérience. On s’intéresse parti-
culièrement dans cette partie à la transmission de puissance de l’écoulement
vers la structure. Expérimentalement, le coefficient de puissance est calculé
comme étant le rapport entre la puissance mécanique développée par les
amortisseurs et la puissance hydrocinétique impactant la membrane. Mais le
modèle expérimental ne donne pas accès à la puissance mécanique de la mem-
brane elle-même. La figure 2.28 présente la répartition de la puissance le long
de la membrane pour les trois configurations étudiées numériquement. On
peut noter que les deux configurations avec amortissement récupèrent l’éner-
gie sur toute la longueur de la membrane avec approximativement la même
répartition : très peu en amont et la plupart sur le segment 0.7L ≤ s ≤ L.
Cette répartition est à rapprocher de la contribution des amortisseurs pré-
sentée figure 1.23 pour le cas d = 7 %, C = 24 × 3500 kg/s. On peut y
observer des similitudes notables, ce qui signifie que l’énergie est récupérée
par les amortisseurs là où elle est disponible. La répartition de la membrane
non amortie est différente : elle capte plus de puissance au milieu de la mem-
brane mais en retransmet au fluide vers s ≈ 0.7L, tandis qu’une dernière
zone de captation d’énergie est située proche du bord de fuite.

Figure 2.28 – Répartition de la transmission de puissance le long de la
membrane, pour les trois configurations étudiées.
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La figure 2.29 présente la variation de la puissance globale transmise au
cours d’un cycle pour les trois configurations étudiées. La majorité de la
puissance retransmise au fluide l’est lorsque la courbure s’inverse en bord de
fuite de la membrane. On a alors un mouvement rapide du déflecteur aval
qui propulse une certaine quantité d’eau. Le fait d’amortir la membrane via
le PTO ralentit ce mouvement d’inversion et limite donc la retransmission
de puissance vers le fluide, qui génère les structures tourbillonnaires émises
dans le sillage.

Figure 2.29 – Évolution de la puissance transmise du fluide à la membrane
pendant deux ondulations, pour les trois configurations étudiées.

Les résultats du modèle pour la puissance transmise à la membrane
moyennée sur un cycle donnent pour les trois configurations : Cp1 = 0.04 ;
Cp2 = 0.07 et Cp3 = 0.11. Ils sont donc très proches des résultats de
puissance récupérée dans les vérins présentés section 1.5.1 : Cp1 = 0.000 ;
Cp2 = 0.07 ; Cp3 = 0.12. A l’exception du Cp1, qui devrait être égal à zéro ;
les deux autres ont moins de 5% de différence. Ces 5% sont bien inférieurs
à l’incertitude sur la mesure de puissance, et donc ne correspondent pas
à la précision du modèle. D’autant plus que les deux calculs de puissance
comparés ne correspondent pas à la même grandeur physique : l’un est une
estimation de la puissance transmise depuis l’écoulement vers la membrane
et l’autre de la puissance dissipée dans les amortisseurs.
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Enfin, il est aussi possible d’esquisser des stratégies de récupération de
puissance. On a pu voir dans la section 1.4.1 qu’un changement de réglage
des amortisseurs permettait de modifier significativement la fréquence des
ondulations sans beaucoup impacter le mode des ondulations ou leur ampli-
tude. Il est donc pertinent d’envisager le cas d’une membrane active, dont
on contrôlerait la fréquence, et d’utiliser ce modèle pour définir quelle serait
la fréquence optimale permettant de récupérer un maximum d’énergie.

La figure 2.30 montre les résultats de coefficient de puissance en fonction
de la fréquence des ondulations. Les trajectoires implémentées dans le modèle
sont ré-échantillonnées en temps par interpolation linéaire afin de modifier
la fréquence d’ondulation. La principale conclusion de la figure 2.30 est qu’il
existe une fréquence optimale associée à un mode d’ondulation et une vitesse
de courant. Cette fréquence optimale vaut ici fopt ≈ 0.24 Hz, elle permet de
maximiser la conversion de puissance du fluide vers la membrane. Au-delà
d’une fréquence critique, ici fcrit ≈ 0.45 Hz, la transmission de puissance se
fait majoritairement de la membrane vers le fluide.

Figure 2.30 – Résultats de coefficient de puissance en fonction de la
fréquence d’ondulation pour les trajectoires mesurées sur la configuration
d = 5%, C = 24× 3500kg/s, U∞ = 1m/s.
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Un modèle fluide a été développé en utilisant la méthode vortex. Le for-
çage du modèle à l’aide des données de trajectoires issues de mesures en bassin
d’essai permet de valider la pertinence de l’utilisation de ce code pour simuler
l’écoulement autour d’une membrane ondulante en vérifiant la concordance
des efforts hydrodynamiques avec les résultats d’expériences.

Plusieurs modèles de sillage ont été testés. Ils ne sont pas tous adaptés
aux mêmes utilisations du modèle. Le modèle de sillage simple correspond
bien aux simulations qui visent à connaître la conversion de puissance ou les
efforts sur la structure, tandis que le modèle de sillage réaliste avec dissipation
est approprié aux simulations pour lesquelles on s’intéresse en particulier au
sillage et à l’écoulement autour de la membrane.

Le modèle vortex est capable de donner la différence de pression de part
et d’autre de la membrane de manière précise. Il peut donc servir à l’esti-
mation de la conversion de puissance de l’écoulement vers la structure. En
ce sens, il est possible de l’utiliser pour l’optimisation du fonctionnement de
l’hydrolienne, en considérant une membrane active dont on pourrait prescrire
le mouvement. C’est ce qui a été réalisé en étudiant l’influence d’un change-
ment de fréquence d’ondulation sur la puissance convertie et sur les efforts
hydrodynamiques.

Le modèle vortex doit maintenant être couplé à un modèle solide. Ce qui
rendra ses résultats plus réalistes et permettra de prédire l’influence d’un
changement de paramètre structurel sur le fonctionnement de la membrane
en prenant en compte les phénomènes d’interaction fluide-structure. Dans cet
objectif, il est nécessaire de développer un modèle structure permettant de
simuler le comportement dynamique de la structure pré-contrainte soumise
à un écoulement. Dans la section suivante, le développement d’un modèle
éléments finis utilisant la méthode corotationnelle est présenté.
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2.3 Méthode corotationnelle pour la modéli-
sation de la structure

2.3.1 Hypothèses
Le développement d’un modèle structure vise à étudier les déformations et

le mouvement de la membrane soumise à des efforts externes. Ce mouvement
de la structure se traduit par de grands déplacements et de petites déforma-
tions. De tels déplacements engendrent des non-linéarités qui n’étaient pas
prises en compte dans le modèle linéaire présenté section 2.1, ce qui nous
conduit à utiliser ici la formulation corotationnelle 2D. Avec cette formula-
tion, les équations de la dynamique sont résolues par intégration temporelle
et non plus par superposition modale.

La discrétisation spatiale s’effectue par le biais de la méthode des éléments
finis. La méthode des éléments finis consiste à utiliser un algorithme discret
pour trouver une solution approchée à un problème aux dérivées partielles.
Elle est apparue vers 1850 pour résoudre des calculs de structures et de
résistance des matériaux. Cette méthode est particulièrement efficace pour
des calculs assistés par ordinateur et est désormais utilisée dans de nombreux
domaines [Bathe, 2014].

La formulation corotationnelle permet de déformer l’objet en élasticité
linéaire dans son propre repère et d’utiliser une modélisation rigide glo-
bale de l’objet pour les mouvements qui ne provoquent pas de déformation
[Crisfield, 1998]. Ce modèle permet de décomposer le mouvement de l’élé-
ment en corps rigide et en parties déformables. Pendant le mouvement du
corps rigide, un système de coordonnées local fixé à l’élément se déplace et
tourne avec lui. La partie déformation est mesurée dans ce système local.
L’idée principale de la méthode corotationnelle est de prendre en compte les
non-linéarités en exprimant les grands déplacements dans une configuration
de référence (globale) et les petites déformations dans le repère corotationnel
(local).

L’épaisseur de la membrane étant petite devant sa longueur, l’hypothèse
de poutre de Euler-Bernoulli peut s’appliquer [Timoshenko & Gere, 1963].
On considère donc une poutre fine et homogène assimilée à un profil mince
n’ayant pas d’effets de torsion. La section reste perpendiculaire à la fibre
moyenne de l’élément après déformation.
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Soit une structure poutre divisée en N tronçons. L’élément de poutre
considéré dans la configuration initiale dans le système global a pour coor-
donnés (x1, y1) pour le nœud 1 et (x2, y2) pour le nœud 2. Il y a 6 degrés de
liberté par élément de poutre, soit deux translations u et v et une rotation
θ par nœud. Le vecteur des déplacements globaux X d’un élément est alors
définit par l’équation 2.50.

X = [u1 v1 θ1 u2 v2 θ2]T (2.50)

Après rotation, l’élément est défini dans un nouveau repère corotationnel
local, où il y a 3 degrés de liberté et dont le vecteur des déplacements locaux
s’exprime par :

X̄ = [ū θ̄1 θ̄2]T (2.51)

Figure 2.31 – Configuration initiale et courante d’un élément de poutre.
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La figure 2.31 illustre les variables utilisées pour décrire les déplacements
locaux et globaux de l’élément et permet de mettre en relation les variables
locales et globales. Le vecteur p̄ est obtenu par le système d’équations 2.52.

ū = ln − l0
θ̄1 = θ1 − β + β0
θ̄2 = θ2 − β + β0

(2.52)

l0 est la longueur initiale de l’élément tandis que la longueur courante
dans le repère corotationnel est calculée par l’équation 2.53.

ln =
√

(x2 + u2 − x1 − u1)2 + (y2 + v2 − y1 − v1)2 (2.53)

Soit β0 l’angle initial de l’élément de poutre et β l’angle entre la direction
de l’élément et l’axe horizontal dans le repère corotationnel. θ1 et θ2 sont les
rotations globales des nœuds, θ̄1 et θ̄2 sont les rotations dans le repère local.

β0 = arctan
(
y2 − y1

x2 − x1

)
, β = arctan

(
y2 + v2 − (y1 + v1)
x2 + u2 − (x1 + u1)

)
(2.54)

A l’aide des équations 2.52 et 2.54 on peut exprimer l’angle du système
local tel que :

c = cos(β) = (x2 + u2 − x1 − u1)
ln

(2.55)

s = sin(β) = (y2 + v2 − y1 − v1)
ln

(2.56)

De plus,

sin θ̄i = sin βi cos β − sin β cos βi (2.57)
cos θ̄i = cos β cos βi + sin β sin βi (2.58)

Donc :

θ̄i = arctan
(

sin βi cos β − sin β cos βi
cos β cos βi + sin β sin βi

)
(2.59)
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L’effort normal local N̄ est calculé par l’équation 2.60 et les moments
locaux pour chacun des nœuds s’expriment avec l’équation 2.61, avec A l’aire
de la section de la poutre, E le module d’Young lié au type de matériau et I
le moment quadratique en flexion.

N̄ = EA

l0
ū (2.60)

[
M̄1
M̄2

]
= 2EI

l0

[
2 1
1 2

] [
θ̄1
θ̄2

]
(2.61)

On considère ensuite un petit mouvement de l’élément depuis la confi-
guration courante. Ce mouvement se traduit par de petites variations des
déplacements sur chacun des nœuds de l’élément tel que :

δū =
{

cos β
sin β

}T {
δu2 − δu1
δv2 − δv1

}
(2.62)

On peut exprimer l’expression précédente comme suit :

δū = rT δX (2.63)

Avec :

rT = [−c − s 0 c s 0] (2.64)

De plus, une petite rotation rigide de l’angle associé au repère corotation-
nel peut s’exprimer sous la forme :

δβ = 1
ln

{
−s
c

}T {
δu2 − δu1
δv2 − δv1

}
(2.65)

Soit :

δβ = zT δX (2.66)

Avec :

zT = [s − c 0 − s c 0] (2.67)
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δθ̄ =
{
δθ1 + δβ0 − δβ
δθ2 + δβ0 − δβ

}
Que l’on peut écrire :

δθ̄ =
[ [

0 0 0 1 0 0 0
0 0 0 0 0 0 1

]
− 1

ln

[
zT
zT

] ]
δX = AT δX (2.68)

A l’aide des équations 2.63 et 2.68 il nous est possible d’exprimer le vec-
teur des déformations locales δX̄ tel que :

δX̄


δū

δθ̄1
δθ̄2

 =
[
rT
AT

]
δX = BδX, δX̄ = BδX (2.69)

B étant la matrice de transformation qui nous permettra par la suite de
relier les variables locales et globales.

B =

 −c − s 0 c s 0
−s/ln c/ln 1 s/ln − c/ln 0
−s/ln c/ln 0 s/ln − c/ln 1

 (2.70)

La matrice de transformation B permet de relier les efforts intérieurs
locaux q̄i associés aux déplacements X̄ et les efforts intérieurs globaux qi as-
sociés aux déplacements X. On définit un travail virtuel (indice v) équivalent
dans le système local comme dans le global tel que :

δXT
v qi = N̄δūv + M̄1δθ̄1v + M̄2δθ̄2v = δX̄T

v q̄i (2.71)

qi étant le vecteur des forces internes globales pour l’élément de poutre i
et q̄Ti = [N̄ M̄1 M̄2] le vecteur de stockage des forces locales.

δXT
v qi = (BδXv)T q̄i = BT δXT

v q̄i ⇔ qi = BT q̄i (2.72)
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En prenant la variation de l’équation 2.72, il nous vient l’équation 2.73
où Bi représente la i-ème colonne de la matrice BT , kt1 est la raideur du
matériau transformée au niveau global, ktσ est la raideur géométrique et
r =

√
I/A le rayon de giration de la structure.

qi = BT q̄i ⇒ δqi = δBT q̄i + BT δq̄i
= BT δq̄i + N̄δB1 + M̄1δB2 + M̄2δB3

= kt1δX + ktσδX (2.73)

En prenant la variation de 2.60 et 2.61 nous obtenons la matrice suivante :

δq̄i =

 δN̄
δM̄1
δM̄2

 = EA

l0

 1 0 0
0 4r2 2r2

0 2r2 4r2

 δX̄ = C̄δX̄ (2.74)

En utilisant les équations 2.69, 2.72 et 2.73 nous pouvons exprimer la
raideur tangente globale transformée sous forme d’une matrice. On remplace
l’équation 2.69 dans l’équation 2.73 pour obtenir l’expression de kt1.

kt1 = BT C̄B (2.75)

Et la rigidité géométrique ktσ est telle que,

ktσ = N̄

ln
zzT + M̄1 + M̄2

l2n
(rzT + zrT ) (2.76)

Tous les paramètres permettant de calculer la raideur globale étant connus,
on peut assembler la matrice de raideur K comme étant la somme de la rai-
deur géométrique et de la raideur tangente globale transformée.

[K] = kt1 + ktσ (2.77)
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2.3.2 Résolution du système
Lorsqu’on utilise le modèle pour un calcul dynamique, il faut prendre

en compte la vitesse et l’accélération de la structure qui vont engendrer des
efforts d’amortissement et d’inertie. L’équation du système devient alors :

Fext = Fint + Famort + Finertiel (2.78)

Et la forme générale de l’équation de la dynamique s’écrit telle que :

[M]Ẍ + [C]Ẋ + [K]X = Fext (2.79)

Avec [M] la matrice de masse, [C] la matrice d’amortissement, [K] la
matrice de raideur et Fext le vecteur de forces extérieur. Ces matrices sont
issues de la discrétisation par éléments finis du problème de dynamique des
structures. Le calcul de la matrice de raideur a été détaillé dans la section
précédente.

La matrice de masse est obtenue en assemblant les matrices de masse
élémentaires calculée par l’équation 2.80. Ce type de matrice est appelé ma-
trice de masse condensée (lumped mass matrix). Il existe d’autres manière
de calculer la matrice de masse, comme la matrice de Timoshenko ou encore
par la méthode proposée par [Thahn Nam, 2012].

[Me] = ρsA

2



l0 0 0 0 0 0
0 l0 0 0 0 0
0 0 I~z 0 0 0
0 0 0 l0 0 0
0 0 0 0 l0 0
0 0 0 0 0 I~z


(2.80)

La matrice d’amortissement est estimée comme étant proportionnelle à la
matrice de raideur (équation 2.81). Ce type d’amortissement est équivalent
à un modèle d’amortissement visqueux de Kelvin [Durand, 2012].

[C] = αamo[K] (2.81)
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L’équation à résoudre est alors une équation différentielle à l’ordre 2. La
méthode d’intégration numérique sélectionnée pour la résoudre est le schéma
de Newmark (équations 2.82 & 2.83). C’est un schéma temporel qui est très
utilisé pour résoudre les problèmes de dynamique de structure, car il est
implicite et inconditionnellement stable lorsque γnewmark = βnewmark = 0.5
[Newmark, 1959].

Ẋt+∆t = Ẋt + ∆t
[
(1− γnewmark)Ẍt + γnewmarkẌt+∆t

]
(2.82)

Xt+∆t = Xt + ∆tẊt + ∆t2
2
[
(1− 2βnewmark)Ẍt + 2βnewmarkẌt+∆t

]
(2.83)

On peut alors réécrire l’équation du système comme suit :

[K]× dẌ = [R] (2.84)

Avec [K] = [M] + γnewmarkβnewmark∆t
2 [C] + βnewmark∆t2

2 [K] la matrice d’état
du système et [R] = Fext−Finertiel−Famort−Fint le résidu numérique. L’ob-
jectif de l’algorithme de résolution du système est de minimiser ce résidu de
manière itérative afin de converger vers une solution approchée de l’équation
2.79 qui respecte l’équilibre des efforts.

Avant cela, la matrice d’état est modifiée afin de prendre en compte les
conditions aux limites et les déplacements imposés. Ainsi, pour chaque degré
de liberté annulé au niveau d’un nœud, la ligne et la colonne correspondantes
dans la matrice d’état sont remplies de zéro, sauf à la diagonale où elle est
définie égale à une constante. La ligne du vecteur résidu est aussi mise à zéro.

Par exemple dans le cas d’un drapeau encastré horizontalement au niveau
de son bord d’attaque, cela revient à une absence de degrés de liberté sur u,
v et θ pour le premier nœuds. Les matrices d’état et de résidu sont modifiées
comme suit :

[K] =



1 0 0 0 . . . 0
0 1 0 0 . . . 0
0 0 1 0 . . . 0
0 0 0 k44 . . . k4N

...
...

...
. . . . . .

...
0 0 0 kN4 . . . kNN





dX1
dX2
dX3
dX4
...
dXN

 =



0
0
0
R4
...
RN

 (2.85)
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Le système peut être difficile à résoudre à cause des fortes non-linéarités
du système d’équations 2.84. C’est pourquoi la solution est obtenue de ma-
nière itérative par l’algorithme de Newton-Raphson, en itérant sur Ẍ(t+∆t)
jusqu’à minimiser le résidu (figure ??). L’itération démarre à partir d’une
estimation de la solution Ẍg(t+ ∆t) = Ẍ(t).

Cette estimation Ẍg(t + ∆t) est utilisée pour calculer la matrice d’état
[K], les efforts F et donc le résidu [R].
• Si la norme du résidu est inférieure au critère de convergence ε, la

convergence a été établie, la solution est donc trouvée : Ẍ(t+ ∆t)←
Ẍg(t+ ∆t)
• Sinon, la solution est actualisée : Ẍg(t+∆t)← Ẍg(t+∆t)+[K]−1[R].

Et une nouvelle itération est réalisée.

Figure 2.32 – Illustration de la méthode de Newton-Raphson

Un schéma de l’algorithme de résolution du modèle structure est présenté
figure 2.3.2. Ce modèle a été validé avec des résultats provenant de la littéra-
ture scientifique par [Chambon, 2018]. Les résultats de cette validation sont
disponibles en annexe C pour le cas d’une poutre console soumis à diffé-
rents efforts statiques et dynamiques à son extrémité libre. L’application aux
caractéristiques de la membrane est détaillée dans la section suivante.
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Figure 2.33 – Schéma de l’algorithme de résolution du modèle structure.
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2.3.3 Application à l’étude du prototype 1 : 20eme

L’objectif de cette partie est de calibrer les paramètres du modèle avec
les caractéristiques de la membrane, mais aussi d’obtenir des informations
particulières sur son comportement à vide. Plusieurs simulations du modèle
structure ont donc été réalisées, et leurs résultats sont comparés à des essais
sur la membrane en-dehors du bassin. Deux cas sont étudiés ici :
• Le cas d’une poutre console en porte-à-faux avec une déformation

initiale, que l’on laisse ensuite libre d’osciller. L’atténuation des oscil-
lations dans le temps permet de calibrer le facteur d’amortissement
de la membrane.
• Le cas d’une poutre verticale en flambement, soumise à des câbles de

pré-contrainte de différentes longueurs. L’objectif de cette configura-
tion est d’observer la déformation de la membrane et les contraintes
initiales dans le matériau, avant immersion dans l’eau.

La caractérisation de l’amortissement interne au matériau de la membrane
(ici du polyacetal POM-C) s’effectue en fixant la membrane verticalement,
en lui imposant une déformation initiale puis en la laissant libre d’osciller. Un
système de trajectométrie permet d’enregistrer la position du bord de fuite
de la membrane dans le temps. La figure 2.34 présente le résultat de cette
trajectométrie avec celui du modèle numérique calibré avec un amortissement
de [C] = 0.0015[K].

Les données d’entrée du modèle sont :
— Longueur de la membrane (sans flaps) : L = 0,745 m
— Largeur de la membrane : b = 0,53 m
— Épaisseur de la membrane : h = 0.004 m
— Densité de la structure : ρs = 1660 kg/m3

— Module d’Young : E=5.109 N/m2

— Accélération de la gravité : g = 9.81 m2/s
Les paramètres numériques utilisés sont :
— Nombre d’éléments : N = 100
— Pas de temps : ∆t = 0.001
— Critère de convergence : ε = 10−4

— Paramètres de Newmark : βnewmark = 0.5 et γnewmark = 0.5
L’amplitude des oscillations simulées est correctement amortie dans le

temps. On observe cependant un décalage dans la fréquence d’ondulation de
1%. En effet, la fréquence d’oscillation donnée par le modèle vaut fnum=1.89
Hz, tandis que celle observée lors des expériences vaut fexp=1.90 Hz.
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Figure 2.34 – Comparaison des résultats numériques et expérimentaux de
déplacement de la membrane en oscillation libre.

Le câble de pré-contrainte est modélisé par un élément de type barre, dont
la seule contrainte modélisée est l’effort de traction (les efforts de flexion, mais
aussi de compression sont mis à zéro). Ses caractéristiques physiques dans
le modèle sont typiques d’un câble en inox de cette dimension : Ecable =
200 GPa, rcable = 7 mm et ρcable = 7800 kg/m3. Le câble relie le premier
élément de la poutre au dernier. Il est initialement égal à la longueur entre ces
deux points lorsque la poutre est plane, puis est raccourci selon une rampe
en sinus (équation 2.86). Un effort vertical est aussi appliqué en début de
simulation pour forcer la membrane à se déformer légèrement et faciliter la
mise en flambement (équation 2.87). Les équations 2.86 & 2.87 présentent les
fonctions utilisées pour introduire ces contraintes en début de simulation. Il
est important de préciser que frampe(t < t1) = frampe(t1) et frampe(t > t2) =
frampe(t2). Ici, t1 = 0 et t2 = 2.

frampe(t ∈ [t1, t2]) = 1
2(sin(π( t− t1

t2 − t1
)− π/2) + 1) (2.86)

frampe(t ∈ [t1, t2]) = 1
2(sin(2π( t− t1

t2 − t1
)− π/2) + 1) (2.87)
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Pour pouvoir comparer les résultats expérimentaux et numériques, le mo-
ment quadratique des premiers éléments correspondants aux bras de fixation
a été fixé à Ibras = 8.10−8 m4. La figure 2.35 présente le résultat de déformée
de la membrane pré-contrainte par un câble avec un retrait d = 10 %. La
déformée simulée est bien similaire à celle observée lors des expériences (voir
figure 1.17).

Figure 2.35 – Déformée de la membrane pré-contrainte par un câble avec
un retrait de d = 10 %.

La figure 2.36 permet de comparer les résultats de flèche maximale en
fonction de la longueur de retrait des câbles de pré-contrainte. Les résultats
sont supérieurs d’environ 20 % à ce qui a été obtenu expérimentalement (voir
section 1.3.1). Cela peut être expliqué par la présence des profilés transverses,
des amortisseurs, de leur fixation et de la liaison bras/membrane qui ne
sont pas pris en compte dans la simulation. De plus, on peut observer que
l’approximation quadratique n’est plus valide à partir de d ≈ 10 %.

Le résultat d’efforts dans les câbles est de Fcable = 117.2±6.7 N, ce qui est
proche du résultat du calcul de flambement obtenu avec le modèle d’Euler
présenté équation 1.22, qui donne Feuler = 129.6 N.

Enfin, la figure 2.37 présente l’évolution de l’effort normal et du moment
fléchissant en flexion en fonction de la longueur de retrait des câbles. L’effort
normal semble constant en fonction de la longueur de retrait, et est du même
ordre de grandeur que l’effort dans le câble de pré-contrainte. En revanche, le
moment fléchissant augmente avec la longueur de retrait. Une approximation
est donnée avec une précision de l’ordre 1 N.m par l’équation : max(M) =
5.89
√
d.
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Figure 2.36 – Comparaison des résultats numériques et expérimentaux de
déplacement maximum de la membrane en fonction de la longueur de retrait.

Figure 2.37 – Résultats numériques d’efforts dans la membrane pré-
contrainte en fonction de la longueur de retrait.

Les équations du modèle ont été développées et validées avec la littéra-
ture pour une application statique et dynamique. L’application au cas de la
membrane a permis de valider le modèle pour cette utilisation en particu-
lier. Le couplage des modèles fluide et structure peut donc être réalisé. Il est
présenté dans la section suivante.
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2.4 Un modèle numérique d’interaction fluide-
structure

2.4.1 Algorithme de couplage
Le couplage fluide-structure est ici basé sur une approche partitionnée.

Les modèles structure et fluide sont résolus chacun leur tour en utilisant
les résultats issus de l’autre modèle. L’approche partitionnée est modulable,
ce qui facilite la mise en œuvre des différents codes et permet des calculs
parallèles. Néanmoins, les codes ne fonctionnent pas simultanément mais
successivement, ce qui peut introduire une erreur numérique supplémentaire.
Plusieurs stratégies sont donc mises en place pour limiter cette erreur.

Un schéma de couplage partitionné qui n’effectue qu’une seule résolution
par solveur à chaque pas de temps est dit « faible » (méthode explicite). Ce
type de couplage est efficace pour les petits rapports de masse, c’est-à-dire
pour les fluides légers dont la densité est largement inférieure à celle de la
structure. On les retrouve donc dans des applications aéroélastiques. En re-
vanche, pour les cas impliquant des fluides lourds (liquides), une divergence
est observée quel que soit le choix du pas de temps [Causin et al., 2015]. Il
faut alors mettre en place un processus itératif à chaque pas de temps, avec le
respect d’un critère de convergence (méthode implicite, voir figure 2.38). Ce
processus, appelé couplage « fort », améliore la qualité du couplage et per-
met alors de converger vers la même solution qu’une approche monolithique
[Song, 2013]. Il est utilisé pour des applications comme la biomécanique ou
l’ingénierie offshore.

Plusieurs autres méthodes permettent de faciliter la convergence. Parmi
elles, la sous-relaxation adaptative avec la méthode d’Aitken [Küttler, 2008],
la prise en compte de la masse ajoutée dans le code structure [Brennen, 1982]
et le schéma numérique de Hilber-Hughes-Taylor [Hilber et al., 1977] sont
utilisées dans cette thèse et sont présentées dans cette section. Une compa-
raison des résultats du modèle avec certains résultats de la littérature est
présentée dans la section suivante, puis le modèle est utilisé pour simuler le
prototype expérimental de membrane ondulante à l’échelle 1/20eme.
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Figure 2.38 – Schéma de l’algorithme pour le couplage des modèles fluide
et structure avec une approche partitionnée [Longatte et al., 2009].
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Un exemple de résultat de simulation de cet algorithme est présenté fi-
gure 2.39. Il s’agit d’un drapeau qui flotte au vent et dont les principales
caractéristiques sont : L = 1 m, b = 1 m, h = 0.0045 m, E = 3.2 107 N/m2,
ρs = 1100 kg/m3. Le fluide modélisé à une densité de ρf = 1 kg/m3 et une
vitesse de U∞ = 2.2 m/s. Pour cette simulation, le modèle réaliste de sillage
a été utilisé avec Nω = 3000 tourbillons émis. Les autres paramètres numé-
riques sont : N=30 et ∆t=0.001 s. La longueur du sillage modélisé est donc
lω = U∞.∆t.Nω = 6.6 m.

Les déformées successives du drapeau au cours d’un cycle sont présentés
à gauche de la figure 2.39. L’amplitude de ses ondulations vaut 0.26 m et sa
fréquence est de 1.94 Hz. On voit que le modèle permet de calculer de grands
déplacements et est adapté à des vitesses de déplacement proches de celles
de l’hydrolienne à membrane ondulante échelle 1/20eme. L’évolution dans le
temps de la position verticale du bord de suite est tracée à droite de la figure
2.39. Le régime périodique est ici obtenu à partir de t∗=20.

Figure 2.39 – Gauche : Déformées d’un drapeau ondulant sous l’effet du
vent. Droite : Évolution temporelle de la position verticale du bord de fuite.
(L = 1 m, b = 1 m, h = 0.0045 m, E = 3.2 107 N/m2, ρs = 1100 kg/m3, ρf
= 1 kg/m3 et U∞ = 2.2 m/s).
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La méthode de Newton ne permet pas toujours de converger correctement,
notamment lorsque l’estimation de départ est trop éloignée de la solution
ou lorsque le système est fortement non-linéaire. Dans notre cas, les grandes
déformations de la structure ont un fort impact sur l’écoulement et donc sur le
champs de force hydrodynamique. Il est alors possible que l’algorithme oscille
autour de la solution, sans jamais converger vers celle-ci (voir un exemple
figure 2.40).

Figure 2.40 – Exemple de fonction avec un point d’inflection (f”(x)=0) à
proximité de la racine. Une itération commençant en x0 diverge progessive-
ment de la racine xr.

On utilise alors un facteur de relaxation, c’est-à-dire que l’on « ralentit »
l’algorithme en multipliant chaque itération par un facteur hi compris entre
0 et 1. La technique de la relaxation assure une meilleure convergence mais
augmente le nombre d’itérations, ce qui accroit le temps de calcul.

dp = hi[K]−1[R]i (2.88)

La méthode d’Aitken [Küttler, 2008], aussi appelée méthode du delta-2,
propose une manière simple et robuste qui permet de converger rapidement
en faisant évoluer le facteur de relaxation à chaque itération selon l’équation
2.89. Un exemple d’application de cette méthode sur la vitesse de convergence
de l’algorithme de Newton est présenté figures 2.41 et 2.42 pour le cas d’un
drapeau dans l’air. On y voit que la relaxation dynamique divise par deux le
nombre d’itérations nécessaires, et donc le temps de calcul.

hi+1 = −hi[R]Ti−1
[R]i − [R]i−1

||[R]i − [R]i−1||2
(2.89)
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Figure 2.41 – Exemple de courbe de convergence de l’algorithme de Newton-
Raphson avec et sans la méthode d’Aitken pour le cas d’un drapeau dans l’air
(L = 1 m, b = 1 m, h = 0.0045 m, E = 3.2 107 N/m2, ρs = 1100 kg/m3, ρf
= 1 kg/m3 et U∞ = 2.45 m/s).

Figure 2.42 – Nombre d’itérations par pas de temps de l’algorithme de
Newton-Raphson avec et sans la méthode d’Aitken pour le cas d’un drapeau
dans l’air (L = 1 m, b = 1 m, h = 0.0045 m, E = 3.2 107 N/m2, ρs = 1100
kg/m3, ρf = 1 kg/m3 et U∞ = 2.45 m/s).
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La méthode précédente fonctionne très bien sur les cas d’interaction dont
le rapport de masse est faible (fluides légers). Cependant, pour les fluides plus
lourd, comme l’eau, la convergence ne peut être assurée que si le phénomène
de masse ajoutée est pris en compte.

La masse ajoutée correspond à l’effort du fluide qui peut être assimilé
comme étant de nature inertielle, c’est-à-dire, la partie de l’effort en phase
avec l’accélération [Korotkin, 2009]. Cette notion a été introduite en premier
par Dubua en 1776, qui a étudié expérimentalement les oscillations d’un pen-
dule sphérique. Son effet a aussi été mis en évidence par F. Bessel en 1828. Il
montra que la période d’oscillation d’un pendule dans de l’air est supérieure
à celle mesurée dans le vide. Les deux essais ayant été réalisés à rigidité
constante. Il en a déduit qu’il faut prendre en compte une masse supplémen-
taire dans le système. La masse ajoutée est ainsi proportionnelle à la masse
du fluide environnant déplacée lors du mouvement de la structure et s’y op-
posant de façon analogue à une structure qui serait alourdie [Durand, 2012].
Une expression mathématique exacte a été obtenue par Green en 1833 et par
Stokes en 1851, qui a calculé le terme de masse ajoutée sur un cylindre dans
un fluide parfait [Lamb, 1932].

Dans le système étudié ici, la densité du fluide est du même ordre que celle
de la structure. La masse ajoutée est donc importante et affecte significative-
ment la résolution du comportement de la structure. Sur le plan numérique
et dans le cadre d’une approche partitionnée, cela conduit à une divergence
des solutions itératives pour le code structure. En effet, [Causin et al., 2015]
ont démontré mathématiquement que dans le cas de couplage explicite, la
stabilité est dictée par l’importance de la masse ajoutée dans le système. Ce
n’est donc pas un problème de stabilité en temps mais bien de convergence.

Une méthode rapide d’estimation de la masse ajoutée d’un corps à faible
épaisseur est utilisée dans cette thèse (équation 2.90). Le terme de masse
ajoutée est proportionnel à la masse volumique du fluide ρf et à la surface
S élevée à la puissance 3/2, le tout multiplié par un coefficient kma, compris
entre 0 et 1. Si l’on suppose que la masse ajoutée en fluide visqueux est la
même qu’en fluide parfait, ce chiffre adimensionnel n’est dépendant que de la
géométrie [Brennen, 1982]. Par exemple, pour un profil mince de forme carré
se déplaçant perpendiculairement à l’écoulement, il vaut kma = 0.38.

Ma = kmaρfS
3/2 (2.90)
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L’estimation du coefficient de masse ajoutée pour un plaque de longueur
infinie en mouvement transverse vaut : Ma = πL/4 [Lemaitre et al., 2005]. Il
existe aussi une approximation pour des drapeaux larges. [Eloy et al., 2007]
propose une méthode pour les cas avec un rapport d’aspect intermédiaire.

La détermination expérimentale de ce coefficient est également possible.
Plusieurs sont données par [Brennen, 1982] mais uniquement pour des géomé-
tries qui ne se déforment pas. Des mesures ont été effectuées par [Haddara, 1996]
pour les différents modes de déformation d’une poutre en porte-à-faux et par
[Li et al., 2011] pour une membrane pivot-pivot.

Enfin, il existe des méthodes pour calculer la matrice complète de masse
ajoutée, dont les termes qui ne sont pas sur la diagonale. Une méthode gé-
nérale est donnée par [Brennen, 1982], une autre utilisant la méthode des
panneaux est décrite dans [Vernon et al., 1988]. Elles n’ont pas été testées
ici mais devraient l’être dans le cadre de développements futurs du modèle
numérique.

La table 2.1 présente des résultats de simulation pour ρf = 1000 avec plu-
sieurs coefficients de masse ajoutée. Plus ce coefficient est faible, plus il tend
à diminuer la fréquence d’ondulation et augmenter l’amplitude, mais on peut
noter qu’une grande variation de la masse ajoutée change relativement peu
le résultat. Cependant, la masse ajoutée facilite grandement la convergence.
Ainsi un coefficient de ma = 0.19 nécessite environ 25 itérations par pas de
temps, tandis qu’il en faut environ 15 pour ma = 0.76. Sans masse ajoutée
(ma = 0), l’algorithme ne parvient plus du tout à converger après seulement
quelques pas de temps.

kma A∗ f ∗

0.19 0.37 0.48
0.38 0.34 0.55
0.76 0.32 0.56

Table 2.1 – Résultats d’amplitude et de fréquence d’ondulation d’une mem-
brane pré-contrainte pour différents coefficients de masse ajoutée.
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Devant la difficulté pour de tels algorithmes de résolution à converger vers
la solution, il est aussi possible d’utiliser la méthode Hilbert-Hughes-Taylor
(HHT, aussi appelée méthode α), qui a pour but d’augmenter l’amortisse-
ment numérique sans dégrader la précision des résultats [Hilber et al., 1977].
Elle sert à introduire un retard des forces d’inertie par rapport aux autres
forces. Pour cela, on utilise la méthode de Newmark en modifiant l’équation
de la quantité de mouvement :

[R]t+αHHT ∆t = [F]extt+∆t − [M][Ẍ]t+∆t − [C][Ẋ]t+αHHT ∆t − [F]int([X]t+αHHT ∆t) (2.91)

Le déplacement et la vitesse au pas de temps intermédiaire (t+αHHT∆t)
sont donnés par les équation suivantes :

[X]t+αHHT∆t = (1− αHHT )[X]t + αHHT [X]t+∆t (2.92)

[Ẋ]t+αHHT∆t = (1− αHHT )[Ẋ]t + αHHT [Ẋ]t+∆t (2.93)

La matrice d’état et le résidu sont alors calculés par les équations :

[K∗]t+∆t = αHHT [K]t + γ.αHHT
β∆t [C]t + 1

β∆t2 [M]t (2.94)

[R]it+∆t = [F]extt+∆t− [F]int[X]i−1
t+αHHT∆t− [C][Ẋ]i−1

t+αHHT∆t− [M][Ẍ]i−1
t+∆t (2.95)

Une fois que la convergence est obtenue pour [X]t+αHHT∆t, [Ẋ]t+αHHT∆t,
[Ẍ]t+∆t, les déplacements et vitesses sont calculés au temps t + ∆t et une
nouvelle itération temporelle est réalisée.

Le résultat d’une simulation avec et sans la méthode HHT est présenté
figure 2.43. On y voit le déplacement du bord de fuite d’un drapeau simple
dans un écoulement d’eau. La simulation applique les méthodes précédem-
ment citées, dont la prise en compte de la masse ajoutée, mais considère
un matériau purement élastique (sans amortissement physique). Lorsque la
simulation est lancée sans amortissement numérique, de petites instabilités
sont visibles. Elles s’amplifient jusqu’à ce que l’algorithme ne puisse plus
converger et que la simulation échoue. L’amortissement numérique permet
d’éviter ce genre de phénomène, sans dégrader les résultats et pour un faible
coût en temps de calcul. Il sera donc utilisé par la suite.
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Figure 2.43 – Déplacement du bord de fuite d’un drapeau dans un écoule-
ment, avec et sans schéma HHT. (L = 1 m, b = 1 m, h=0.0045 m, E = 3.2
108 N/m2, ρs = 1100 kg/m3, ρf=1000 kg/m3, U∞= 1 m/s)

On a pu voir dans cette section que la stabilité numérique d’un algorithme
de couplage fluide-structure n’est pas un problème trivial, surtout dans le cas
de forts rapports de masse et de grands déplacements. Cependant, il existe
plusieurs méthodes qui permettent d’assurer un calcul de bonne qualité. Cer-
taines ont été décrit dans cette section. Leur simplicité et les grands bénéfices
qu’elles apportent ont été montrés, c’est pourquoi elles sont utilisées par la
suite. Il est important de souligner qu’il existe de nombreuses autres mé-
thodes et que le choix de celles-ci doit être effectué en fonction du type de
problème que l’on cherche à résoudre.
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2.4.2 Comparaison avec la littérature
Dans l’objectif de valider le modèle d’interaction fluide structure, plu-

sieurs cas de comparaison avec la littérature sont présentés dans cette sec-
tion. Le premier cas considère une voile flexible en 2D dans un écoulement
d’air. Il se base sur une étude numérique de [Lemaitre et al., 1999].

La voile est inclinée de 15o par rapport à la direction moyenne du vent.
Elle est fixée par liaison pivot à son bord d’attaque et son bord de fuite
(figure 2.44). Les caractéristiques de la structure sont : L = 10 m, h=0,001
m, E = 109 N/m2, ρs = 1200 kg/m3. La vitesse de l’écoulement en amont est
de U∞ = 18 m/s et la densité du fluide considéré est de ρf = 1, 2 kg/m3. Le
vent oscille de ±2o. Les paramètres numériques sont : N = 100 et ∆t=0,005.
Pour tenir compte d’une variation d’angle de l’écoulement αU , les équations
2.40 et 2.45 sont modifiées tel que :

RHSi =
(

cos(αU )−
∂xc(i)
∂t

1
Ur

+ uω(i)
)
. sin(θ(i))−

(
sin(αU )−

∂yc(i)
∂t

1
Ur

+ vω(i)
)
. cos(θ(i)) (2.96)

∆pi =
(

(cos(αU )−
1
Ur

dxi
dt

+ uω(i)). cos(θi) + (sin(αU )−
1
Ur

dy
dt

+ vω(i)). sin(θi)
) Γi

ds
+

1
Ur

i∑
j=1

dΓj
dt

(2.97)

Figure 2.44 – Représentation schématique de la voile étudiée par
[Lemaitre et al., 1999].
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La déformée de la voile est tracée sur la figure 2.45, ce qui permet de noter
que la voile se gonfle bien sous l’effet du vent. L’évolution des coefficients de
portance et de trainée dans le temps sont présentés figure 2.46. Le coefficient
de portance moyen vaut Cl = 1.05, ce qui est très proche de celui obtenu
par [Lemaitre et al., 1999]. En revanche son amplitude est plus faible : elle
vaut ici ≈ 0.2 contre ≈ 0.3 dans l’article de Lemaître. On considère que ces
résultats sont satisfaisants.

Figure 2.45 – Résultat de déformée de la voile.

Figure 2.46 – Résultat de coefficient de portance de la voile. Haut : Träsch.
Bas : Lemaître.
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Les résultats du modèle d’interaction fluide/structure décrit dans la sec-
tion précédente sont ensuite comparés aux résultats du modèle de [Tang, 2007].
Le système modélisé consiste en un drapeau en porte-à-faux flottant dans
l’air. La convergence y est plus simple que dans le cas d’une hydrolienne à
membrane ondulante car le fluide y est plus léger et la structure n’est pas
pré-contrainte. En revanche, le flottement d’un drapeau dans l’air implique
de grands déplacements.

Le modèle développé par L. Tang est un modèle analytique 2D non li-
néaire utilisant l’hypothèse d’inextensibilité de la structure. Comme dans le
présent manuscrit, le modèle point-vortex instationnaire est utilisé pour si-
muler l’écoulement. La résolution du modèle de L. Tang est basée sur une ex-
pansion de Galerkin séparant les modes propres du drapeau avant le couplage
avec le fluide. Ce modèle a été validé par l’expérience ainsi que par comparai-
son avec la littérature, notamment avec les travaux de [Kornecki et al., 1976],
[Watanabe et al., 2002b] et [Souilliez et al., 2006]. Les principaux paramètres
adimensionnels utilisés pour comparer les résultats sont :
• Le rapport de masse : µ = ρfL/(ρsh)
• La vitesse réduite : Ur = UL

√
ρsh/(EI)

• Le coefficient d’amortissement : α = a/(
√
ρshL4/EI)

La figure 2.47 présente les résultats de déformée, de position du bord de
fuite et de circulation dans le sillage des deux modèles pour un drapeau tel
que µ = 0.2, Ur = 10.95 et α = 0.004. On peut observer que la déformée
est similaire, avec un noeud en x∗ ≈ 0.7. Elle n’est toutefois pas tout à
fait la même. L’amplitude des ondulations du drapeau est notamment plus
importante dans les résultats de Tang, avec ATang = 0.65L contre ATrasch =
0.54L. La fréquence vaut f ∗Trasch = 2.35, contre f ∗Tang = 2.75. Les écarts
relatifs sur l’amplitude et la fréquence sont donc respectivement de 18% et
de 15% 1. De plus, la vitesse réduite critique se situe entre 9 < Urc < 10 dans
les deux cas. La circulation dans le sillage évolue de la même manière dans
les deux modèles, et est légèrement plus faible (≈ 20 %) dans notre cas.Cela
vient certainement du fait que l’amplitude soit plus faible, ce qui n’est pas
surprenant au vu de la différence dans la modélisation de la structure.

1. Un ajustement a été fait sur le module d’Young pour s’approcher des résultats de
L. Tang. La vitesse du fluide étant adaptée à chaque fois tel que Ur=10.95. Aussi il est
possible que les résultats soient meilleurs avec un ajustement plus précis (ici, L = 1 et
E = 5.108 N/m2). Le résultat étant sensé être constant à nombres adimensionnels égaux,
cela pose la question de savoir si il y a une erreur dans l’adimensionalisation.
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Figure 2.47 – Comparaison des résultats du modèle d’interaction fluide
structure (à gauche) avec ceux de [Tang & Païdoussis, 2009] (à droite) pour
un drapeau avec Ur = 10.95, µ = 0.2 et α = 0.004.

Suite à ces résultats, il est possible d’affirmer que le modèle d’interac-
tion corotationnel/vortex est validé pour le cas d’un drapeau flottant dans
un écoulement d’air. La prochaine étape consiste à mettre en place la pré-
contrainte et à valider le modèle pour un écoulement plus dense. Dans ce cas,
les instabilités numériques sont plus importantes et la prise en compte de la
masse ajoutée joue un rôle prépondérant.
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2.4.3 Comparaison avec le modèle expérimental
Après avoir validé séparément, puis en interaction, les modèles fluide et

structure, nous allons comparer les résultats du modèle numérique avec ceux
du modèle expérimental présenté au chapitre 1. Le modèle d’interaction ayant
été développé peu de temps avant le rendu du manuscrit, il n’est validé que
sur un cas expérimental sans PTO. D’autres cas de validation viendront
compléter ces résultats, notamment dans [Träsch et al., 2019].

Les résultats utilisés pour la comparaison avec le modèle sont présentés
sur la figure 2.48. Il s’agit d’une membrane pré-contrainte encastrée à son
bord d’attaque. La simulation ne prend pas en compte les bras de fixation, les
flaps et les raidisseurs transverses. Elle utilise les paramètres suivants : L = 1
m; h = 0.003 m; ρs = 1600 kg/m3 ; E = 5.10−9 N/m2 ; αamo = 1.5.10−3 s ;
d = 0.05 %; ρf = 1000 kg/m3 ; U∞ = 0.8 m/s ; kma = 0.38 ; N = 50 ;
∆t = 0.001 s ; Nω = 3000.

Le déplacement de la membrane obtenu avec ces paramètres est tracé
figure 2.48 et comparé avec les résultats expérimentaux. Les résultats d’am-
plitude et de fréquence sont très proches de ceux observés lors des expériences.
En effet, la simulation donne une amplitude A = 0.76 m et une fréquence
d’ondulation f = 0.25 Hz. C’est-à-dire respectivement +4.2 % et -4.3 % de
différence par rapport au modèle expérimental.

Figure 2.48 – Comparaison des résultats de déplacement du modèle nu-
mérique et du modèle expérimental. Gauche : déformées de la membrane
superposées tous les 50eme de période. Droite : évolution de la position ver-
ticale du bord de fuite.
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Les courbes d’efforts de portance et de trainée sont tracées figure 2.49. Le
modèle numérique parvient bien à reproduire les efforts hydrodynamiques sur
la membrane, mais on observe une forte variabilité des résultats numériques,
avec un signal parasite d’une fréquence de ≈ 3 Hz et d’amplitude ≈ 100 N.

Ce problème pourrait être dû aux matrices d’amortissement et de masse
ajoutée qui sont certainement un peu trop simplifiées. En effet, l’amortis-
sement de Rayleigh prévoit que la matrice soit définie comme étant une
combinaison linéaire de la matrice de raideur et de la matrice de masse (voir
par exemple [Cruz & Miranda, 2017]). Les coefficients linéaires de cette com-
binaison sont calculés à partir de l’amortissement ciblé pour deux modes de
déformations. Il est donc possible de spécifier un amortissement pour le pre-
mier mode instable et un autre pour un mode plus élevé qui intervient dans
le calcul (i.e. un amortissement pour les hautes fréquences et un autre pour
les basses fréquences).

De plus, la matrice de masse ajoutée considérée ici est une matrice dia-
gonale où les termes correspondants aux degrés de liberté en rotation ont
été annulés. Cette formulation est certainement trop simpliste, et mériterait
d’être améliorée. De même, la valeur du coefficient de masse ajoutée pourrait
être ajustée pour mieux correspondre à la réalité de l’effort inertiel fluide.
S’il devait augmenter, cela pourrait limiter les variations de vitesse à haute
fréquence et donc les fortes variations d’efforts hydrodynamiques visibles sur
la figure 2.49. De plus, cela rapprocherait les résultats de fréquence et d’am-
plitude des résultats expérimentaux (voir table 2.1).

Figure 2.49 – Évolution temporelle de la portance et de la trainée selon le
modèle numérique.
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La figure 2.50 présente l’évolution de la circulation dans le sillage. On
remarque là aussi une forte variabilité. Les valeurs de circulation sont beau-
coup plus faibles que pour le modèle vortex seul (section 2.2.2, Γω ≈ 0.03
m2/s) ou pour les résultats de sillage (section 1.5.2, Γ ≈ 0.3 m2/s). Or, les
résultats de la section 2.2.2 sont échantillonnés sur ∆t∗ = 0.01 et les résul-
tats d’interaction sur ∆t∗ = 0.001. Il y a alors une densité dix fois plus forte
de points-vortex donc une valeur de circulation environ dix fois plus faible
pour chacun d’eux. De même, le calcul de circulation dans le sillage obtenu
par PIV a été effectué sur un unique tourbillon. Il correspond donc à une
somme de points-vortex dans le modèle d’interaction, mieux approchée par∑T/2
t=0 Γω(1, t) ≈ 0.9 m2/s. Les ordres de grandeur des résultats sont donc

cohérents les uns avec les autres.

Figure 2.50 – Circulation dans le sillage donnée par le modèle numérique.

La figure 2.51 présente l’effort normal dans le câble et dans la membrane.
L’effort dans le câble est compensé par l’effort de compression dans la mem-
brane. Ces efforts sont périodiques et fortement impactés par les instabilités
décrites précédemment. Cependant, l’ordre de grandeur des efforts dans le
câble est comparable avec les résultats expérimentaux (voir figure 1.44).

L’évolution de l’effort de flexion maximum est présentée à droite de la
figure 2.51 (les noeuds correspondants aux bras de fixation ont été enlevés
du calcul). Le moment maximum dans la membrane est inférieur à 50 N.m,
la contrainte en flexion est donc inférieure à ζ = M.h/(2I~z)=3,33.107 N/m2

(pour rappel, ζrupture = 6, 8.107 N/m2). Ce résultat n’est pas considéré comme
valable à cause des instabilités, mais il est présenté ici pour montrer une
application possible du modèle numérique, qui est de vérifier le niveau de
contrainte dans la membrane pour prévenir une rupture.
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Figure 2.51 – Évolution de l’effort normal dans le câble et dans la membrane
(à gauche) et du moment local maximum dans la membrane (à droite).

La figure 2.52 montre le maximum de contrainte au sein de la membrane.
Ces résultats permettent de prédire où se situe le niveau de contrainte le plus
élevé, et donc où se situe le plus grand risque de rupture. Ce calcul montre
le haut niveau de contraintes dans les bras de fixation (ici, s < 0.15L), et
confirme l’estimation menée à partir des données de trajectométrie dans la
section 1.4.3, qui conclue que le risque de rupture se situe entre 0,6L et 0,9L.
Pour rappel, cette estimation résulte en un niveau de contrainte maximum
d’environ 1,6.107 N/m2. Elle se situe donc dans le même ordre de grandeur
que le présent calcul par éléments finis. Une vérification expérimentale par
des jauges de contraintes permettrait de connaître la valeur des contraintes
avec un meilleur degré de confiance et d’évaluer plus précisément ces deux
méthodes d’estimation.

Figure 2.52 – Moment maximum le long de la membrane.
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Les résultats du modèle numérique sont très proches de ceux du modèle
expérimental pour une hydrolienne à membrane ondulante sans conversion de
puissance. La grande qualité des résultats malgré de nombreuses hypothèses
nous permettent de valider le modèle numérique. De plus, les différences
sont facilement explicables et seront corrigées prochainement. Par exemple,
l’ajout de la gravité dans les simulations numériques permettra d’ajuster la
trajectoire de la membrane à la même position verticale moyenne. Le fait
d’utiliser des matrices d’amortissement et de masse plus élaborées permettra
aussi certainement d’améliorer la qualité des résultats. Une validation du
modèle numérique sur plusieurs configurations, ainsi qu’une comparaison du
sillage avec les résultats expérimentaux devront alors être effectuées.

L’étape suivante concerne l’ajout d’un modèle pour simuler le PTO. En-
suite, il est prévu de modéliser les flaps, et éventuellement de tester différentes
types de liaisons via la prise en compte des bras de fixation et l’adjonction
de pivot et/ou de ressort.

Dans un second temps, il sera possible d’ajouter un modèle de turbu-
lence en amont [Carlier et al., 2015], d’ajouter de l’épaisseur à la structure
pour tester différentes géométries, et finalement de développer un modèle
3D. Ce dernier permettra d’étudier les effets de bord, de mieux représenter
la répartition des efforts et le sillage et d’adapter l’hydrolienne à son environ-
nement. Une fois ce modèle d’interaction validé, il pourra être utilisé pour
l’optimisation du système.
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Chapitre 3

Valorisation industrielle

« Entendre le son des vagues lorsqu’elles s’agrippent à la terre ferme
Cultiver le silence, tout est calme, plus rien n’interfère
Rechercher la lumière, un jour peut-être trouver la clarté
En nous le bout du monde, faire de son cœur une île à peupler
Ouvrir de grands yeux clairs au bord d’immenses lacs émeraudes
Se laisser émouvoir tôt le matin quand pousse l’aube »

- Tôt le matin, Gaël Faye.
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3.1 Vers des conditions d’essais réalistes
Le modèle expérimental a permis de mettre en œuvre, de caractériser et

d’optimiser le fonctionnement de la technologie d’hydrolienne à membrane
ondulante. Les essais réalisés ont pu montrer que la raideur doit être adaptée
à la gamme de vitesses de courant visée, que l’amortissement influe sur la
fréquence d’ondulation tandis que la longueur des câbles de pré-contrainte
impacte plutôt l’amplitude et la vitesse critique, et que ces trois paramètres
modifient la conversion de puissance.

Cependant, il existe un certain nombre de différences entre les modèles
expérimentaux, et ce malgré le travail réalisé en amont pour minimiser les ef-
fets d’échelle et les écarts de conception entre les prototypes. Ces différences
et leurs impacts sur le fonctionnement de la membrane en termes de trajec-
toire, d’efforts et de conversion de puissance sont étudiées dans cette section.
Les principaux paramètres étudiés sont :
• la géométrie du support,
• les degrés de liberté autorisés par les accroches,
• le confinement,
• l’écoulement et ses fluctuations, dont celles dues à la houle.

Figure 3.1 – Photographie de la membrane échelle 1/6eme en essai dans le
bassin de l’Ifremer.
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3.1.1 Influence de la direction du courant
Le support utilisé jusqu’ici pour fixer le modèle 1/20eme est constitué d’un

simple cadre vertical fixé à une poutre positionnée au-dessus de la surface
(figure 3.2, gauche) par l’intermédiaire d’une balance de mesure d’efforts six
composantes. Ce châssis est donc différent de celui du modèle 1/6eme, qui
est constitué de tubes en inox soudés entre eux de manière à maintenir la
membrane à une certaine hauteur dans la colonne d’eau, ainsi qu’à la soutenir
lorsqu’elle est au repos, et donc uniquement soumise à la gravité (figure 3.1).
Ce support est fixé au fond du bassin.

Figure 3.2 – Images CAO de la membrane échelle 1/20eme et des supports
utilisés.

Une version réduite du support 1/6eme que l’on nomme parfois « ber-
ceau » a été réalisée pour étudier son influence sur le fonctionnement de la
membrane (figure 3.2, droite). Il a aussi été équipé d’une liaison pivot munie
de butées qui peut servir à orienter la membrane pour étudier l’influence de
la direction du courant. Une première comparaison consiste à mesurer les
efforts hydrodynamiques des deux structures, sans la membrane. Les coeffi-
cients hydrodynamiques des supports, rapportés à la surface de la membrane,
sont présentés table 3.1. Ces résultats moyens ont été soustraits aux mesures
d’efforts présentées par la suite.

Support Cd Cl
Berceau 0.186 0.038
Cadre 0.045 0.033

Table 3.1 – Coefficients hydrodynamiques des supports utilisés.

201



L’influence de la structure porteuse sur la trajectoire et la fréquence de la
membrane est présentée figure 3.3. Il existe une différence de trajectoire de
la membrane selon le support utilisé, mais celle-ci est trop faible pour être
significative. Cette différence pourrait provenir d’une petite modification de
réglage des amortisseurs ou de la différence de rigidité des supports, la fixation
de la membrane sur le berceau étant moins rigide qu’avec le cadre.

Le résultat de la transformée de Fourier de la position verticale de la
dernière cible est présenté à droite de la figure 3.3. Elle montre que le support
influe sur le spectre de fréquence des ondulations. En effet, le spectre de la
configuration avec cadre présente une fréquence principale plus prononcée,
tandis que celui de la configuration avec berceau montre un spectre plus étalé
et une première harmonique plus importante. Ce résultat peut être dû aux
variations de vitesse dans le sillage du support. Le berceau étant composé de
tubes de diamètre plus grand que l’épaisseur du cadre, il génère certainement
un sillage plus important. Cependant, il n’y a pas eu de mesure d’écoulement
dans le sillage des supports lors des essais pour pouvoir le confirmer.

Figure 3.3 – Comparaison de la trajectoire et de la composition fréquentielle
du mouvement de la membrane en fonction du support. U = 1 m/s, 2 lignes
d’amortisseurs, retraits respectifs de 4.9 % et 5.1 %.
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La prise en compte de la variation de direction des courants est indispen-
sable pour le bon développement de tout projet hydrolien. Comme noté dans
l’introduction avec un exemple figure 9, les courants changent de direction au
cours d’un cycle de marée. Il convient donc de s’interroger sur l’orientation
de l’hydrolienne pour récupérer un maximum d’énergie.

Certaines hydroliennes sont unidirectionnelles, en particulier lorsqu’elles
sont prévues pour être installées dans des fleuves, mais la plupart sont bi-
directionnelles. C’est-à-dire qu’elles sont fixées au fond et ne changent pas
de direction mais peuvent fonctionner dans les deux sens. Elles sont donc
adaptées aux courants alternatifs dont le flot et le jusant sont alignés. Il
existe aussi des hydroliennes munies d’un système actif d’orientation, qui
peuvent donc exploiter les courants présentant d’importantes variations de
direction [Frost et al., 2015].

Ici, la question se pose de la nécessité et de la manière dont on pourrait
orienter l’hydrolienne à membrane ondulante avec le courant incident. Des
essais ont été réalisés avec l’hydrolienne à membrane ondulante fixée à diffé-
rents angles par rapport à la direction du courant afin de dimensionner un
futur système d’orientation. Les mesures d’efforts permettent d’évaluer l’in-
fluence de cet angle sur les coefficients de trainée et de portance, mais aussi
sur le moment en ~y, appelé couple de rappel et qui sera adimensionnalisé de
la manière suivante :

CM = M~y

0.5ρL3U2
∞

(3.1)

En premier lieu, les efforts sur le support seul en fonction de l’angle avec
l’axe du courant sont présentés figure 3.4. Le coefficient de trainée est environ
égal à Cd = 0.2, il augmente légèrement en fonction de l’angle et varie peu
avec la vitesse du courant. Le coefficient de portance est plus faible, il peut
même être négatif à basse vitesse pour certains angles. Il est maximum à 30o
et augmente petit à petit avec le courant jusqu’à Cl = 0.08 à Ur = 15.3, qui
est la plus haute vitesse testée.

Le coefficient du couple de rappel n’est pas nul pour un angle de 0o. Il
est en revanche très faible et peut être dû à un petit défaut d’alignement
ainsi qu’à une erreur liée au bruit. Il atteint un minimum à 15o et augmente
légèrement en fonction de la vitesse. Le moment n’est donc pas proportion-
nel à U2

∞. De plus, le support seul (sans membrane) ne se remettrait pas
naturellement dans l’axe du courant s’il était fixé sur un pivot.
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Figure 3.4 – Coefficients de trainée et de portance (à gauche) et du couple
de rappel (à droite) du support berceau pour plusieurs angles d’attaque, en
faisant varier la vitesse de courant.

La figure 3.5 présente les résultats de trainée, portance et couple de rappel
pour une membrane au repos (U∞ < Ur) fixée sur son support. On peut noter
que la trainée augmente légèrement avec l’angle d’incidence jusqu’à 60o puis
diminue. La portance présente l’évolution inverse : elle diminue jusqu’à la
moitié de sa valeur à 30o avant d’augmenter de nouveau. Le couple de rappel
de la membrane au repos est nul à 0o, puis augmente. On peut noter que le
couple de rappel de la membrane au repos est plus important que celui du
support seul, et qu’il est orienté dans la bonne direction : celle qui ramène
la membrane dans l’axe. Il est donc possible d’envisager un système de pivot
passif.

Figure 3.5 – Coefficients de trainée, portance et couple de rappel pour une
membrane au repos encastrée sur son support, avec une longueur de retrait
des câbles à d = 5.1 % et un courant d’une vitesse réduite de Ur=6.6

204



Les essais ont montré qu’il n’y a pas de différence significative de vitesse
critique à des angles inférieurs ou égaux à 30o. Pour les angles supérieurs, les
essais ont été limités à des basses vitesses (Ur < 8.77) afin de ne pas endom-
mager la membrane et ses fixations. De plus, ils n’auraient pas été pertinents
dans le sens où il n’est pas prévu que la membrane soit mal alignée lorsqu’elle
est soumise à des courants importants. Les essais de membrane en fonction-
nement à 15o montrent une augmentation de la trainée et de la portance,
ainsi qu’un couple de rappel positif. Selon les cas, cette augmentation n’est
pas la même, mais de manière générale, le coefficient de trainée moyen aug-
mente d’environ 0.02, le coefficient d’amplitude de portance de 0.03 à 0.05
et le coefficient de couple moyen de 0.03.

Des essais « en girouette » ont aussi été réalisés, c’est-à-dire que le support
est mis à un certain angle par rapport à l’axe du courant, avant de démarrer
le bassin. Le support n’est pas limité en rotation selon l’axe ~y. Ces essais ont
montré que, sous l’effet du moment généré par les efforts hydrodynamiques
sur la membrane, le support se remet dans l’axe du courant. Pour de forts
retraits, il arrive cependant que le support oscille autour de l’axe ~y.

Figure 3.6 – Coefficients hydrodynamiques à 0o (traits pleins) et 15o (traits
pointillés).
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3.1.2 Modification du type d’accroches
Le type de fixation de la membrane sur son support diffère suivant les

échelles. Le prototype 1/20eme testé jusqu’ici est muni de liaisons encastrées,
que ce soit entre les bras et la membrane ou entre les bras et le support.
Les bras sont en polyacetal POM-C et sont légèrement flexibles (karm =
6.25× 103 N.m), ils autorisent donc un certain degré de liberté au niveau du
bord d’attaque de la membrane. Ce type de fixation a été choisi car il est
plus robuste, plus simple à monter et à modéliser. De plus, une étude sur
les différents types de fixations a conclue que, à retrait égal, l’encastrement
permettait une conversion d’énergie plus importante [Träsch et al., 2016a].

Les fixations du prototype échelle 1/6eme sont composées d’une liaison
pivot à chaque extrémité des bras. Ces liaisons pivots sont munies de ressorts
réglables et de butées à hauteur variable pour effectuer différents essais sur les
conditions d’accroche. Pour la mise à l’échelle 1/20eme, elles sont modélisées
par deux liaisons pivots, dont celle entre les bras et la membrane qui est
munie de butées à ±15o. Les bras utilisés dans ce cas-ci sont en matériau
composite fibre de verre/epoxy et sont très rigides (karm = 3.75× 104 N.m).
Ces liaisons ont été représentées schématiquement figure 3.7.

Les résultats de fréquence, d’amplitude, d’efforts et de puissance sont
comparés en fonction du type d’accroche. Ils ont été obtenus avec une mem-
brane de 3 mm d’épaisseur, composée de deux rangées d’amortisseurs (C =
3470 kg/s, σ(C) = 600 kg/s), fixée sur le support « berceau ».

Figure 3.7 – Schéma des conditions d’accroches comparées dans cette sec-
tion. Gauche : liaison encastré/encastré, droite : laison pivot/pivot+butées.
Les bras sont en noir et la membrane en rouge.
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Une comparaison des trajectoires mesurées est présentée figure 3.8 pour
une longueur de retrait des câbles de pré-contrainte d = 5.1% à gauche et
d = 9.4% à droite. Dans les deux cas, la trajectoire de la membrane encastrée
présente une amplitude plus faible en amont et plus importante en aval. Cette
différence est bien due à l’angle et au déplacement du bord d’attaque de la
membrane. La longueur d’onde vaut environ 2 m dans les deux cas.

Figure 3.8 – Positions des bras (x < 0) et de la membrane (x > 0) su-
perposées tous les 40eme de période pour différentes conditions d’accroche et
longueurs de retrait. Bleu : encastré/encastré, rouge : pivot/pivot+butées.

La figure 3.9 présente la fréquence principale ainsi que l’amplitude maxi-
male tête-à-creux d’ondulation. On peut remarquer que la vitesse critique et
la fréquence sont peu impactées par le changement des conditions d’accroche.
Les spectres de Fourier, qui ne sont pas tracés ici, ne présentent presque pas
de différences. Pour les deux types de liaisons testées, l’amplitude maximale
décroit légèrement avec la vitesse du courant, avec quasiment la même pente.
L’écart d’amplitude maximale reste donc relativement constant lorsque la vi-
tesse du courant varie, il vaut environ 0.12L.
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Figure 3.9 – Fréquence et amplitude en fonction de la vitesse réduite pour
différentes conditions d’accroche et longueurs de retrait.

Les coefficients hydrodynamiques maximums, moyens et minimums pour
les quatre configurations testées sont présentés sur la figure 3.10. Elle montre
que les cas où la membrane est articulée subissent une trainée moins im-
portante d’environ 10 % que dans les cas où elle est encastrée. La portance
maximum diminue aussi d’environ 20% lorsque les bras sont articulés.

Figure 3.10 – Coefficients de (a) trainée et (b) portance en fonction de la
vitesse réduite pour différentes conditions d’accroche et longueurs de retrait.
Traits pleins : moyenne, traits pointillés : extrêmes.
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La principale différence résultant du type d’accroche utilisé est la ma-
nière dont la conversion de puissance est répartie le long de la membrane.
On observe sur la figure 3.11 que la plupart de la conversion d’énergie pour
la membrane encastrée a lieu sur les segments 2 à 6. L’ajout d’une articula-
tion permet de basculer une quantité importante de puissance (≈ 30%) de la
puissance convertie sur le premier segment, c’est-à-dire sur les amortisseurs
situés entre les bras et la membrane. D’un point de vue industriel il est plus
intéressant d’avoir une production de puissance et un réglage des convertis-
seurs le plus uniforme possible. Cela permet de dimensionner la chaîne de
production de manière uniforme et de faire des économies d’échelle sur la
production de ses composants.

Figure 3.11 – Répartition de la puissance convertie le long de la membrane
à Ur = 11.2 pour différents types d’accroches et longueurs de retrait.

La figure 3.12 montre l’évolution de coefficient de puissance en fonction de
la vitesse réduite pour les quatre configurations testées. Pour une longueur de
câble donnée, les résultats sont meilleurs lorsque la membrane est encastrée.
La comparaison des résultats des différentes accroches à longueur de retrait
égale des câbles de pré-contraintes n’est cependant pas forcément pertinente.
En effet, le fait d’ajouter un degré de liberté entre la membrane et les bras ou
bien entre les bras et le support entraine une diminution de la pré-contrainte :
la déformée de la membrane seule est moins importante pour le cas articulé,
comme le montre la figure 3.8. Or, on a montré qu’un des facteurs limitant de
la longueur des câbles est bien la contrainte de flexion imposée au matériau
(section 1.4.3).
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Figure 3.12 – Estimation du coefficient de puissance en fonction de la vitesse
réduite pour différents types d’accroches et longueurs de retrait.

Il semble donc plus adapté de comparer les résultats en fonction de la
contrainte maximale dans la membrane. Une estimation de la contrainte de
flexion a donc été effectuée selon la méthode décrite par l’équation 1.33 et
le paragraphe qui la précède. Les contraintes maximales obtenues par cette
méthode ont été tracées sur la figure 3.13. Cette figure montre que le risque de
rupture est plus important sur une membrane encastrée. L’écart de contrainte
maximale en flexion est d’environ 40 % pour les écoulements proches de la
vitesse critique, puis se réduit pour les courants plus rapides.

Figure 3.13 – Estimation du maximum de contrainte dans la membrane.
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La figure 3.14 présente ce même coefficient de puissance, mais cette fois
en fonction de la contrainte maximale dans la membrane. Pour les configura-
tions testées, plus la contrainte est élevée et plus l’hydrolienne est efficace. Il
est donc difficile de conclure sur le choix d’un type de liaison ou d’un autre.
Cela dépend à la fois des matériaux sélectionnés, de la gamme de fonction-
nement des convertisseurs, de l’encombrement admissible de la membrane et
du dimensionnement de son support. Le fait d’avoir présenté les différences
d’accroches et leur influence sur le fonctionnement de l’hydrolienne permet
cependant de comparer les prototypes aux différentes échelles, ce qui sera fait
dans la section suivante

Figure 3.14 – Estimation du coefficient de puissance en fonction de la
contrainte maximale dans la membrane pour différents types d’accroches et
longueurs de retrait.

Il convient cependant de rappeler que l’évaluation des contraintes a été
obtenus par des calculs dépendants de fortes hypothèses. Ainsi, ces estima-
tions ne prennent pas en compte les petites déformations aux abords des
profilés transverses. De plus, l’incertitude sur la mesure de trajectoire des
cibles se propage et s’amplifie via l’interpolation de la position de la mem-
brane (équations 1.5 à 1.7), puis par une courbe spline et par sa dérivée
seconde. Enfin, la course des amortisseurs limite en partie la courbure de la
membrane, et donc les contraintes dans celle-ci. Il serait donc plus adapté de
confirmer ou d’infirmer l’analyse effectuée ici par des mesures réalisées avec
des jauges de contraintes que l’on fixerait sur la membrane lors des essais.
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3.1.3 Impact de la houle sur le dimensionnement
L’objectif de cette section est de déterminer l’effet de la houle sur le

comportement d’une hydrolienne à membrane ondulante. En effet, de précé-
dentes études ont prouvé que les vagues pouvaient impacter significativement
le fonctionnement d’une hydrolienne classique à hélice [Gaurier et al., 2013].
De plus, son comportement ondulatoire laisse présager que des interactions
complexes puissent avoir lieu en fonction de la fréquence et/ou de la longueur
d’onde des vagues de surfaces. Or, jusque-là, les essais en bassin de la mem-
brane étaient réalisés pour une membrane seulement soumise au courant.

Les essais en mer ont révélé une certaine sensibilité à la houle, mais l’ins-
trumentation n’était pas suffisante pour analyser correctement le phénomène.
Des essais combinés houle/courant ont donc été mis en place. Cette étude
présente les résultats de ces tests, elle considère des houles régulières de diffé-
rentes hauteurs et fréquences, ainsi que des houles irrégulières avec un spectre
de type JONSWAP [Hasselmann, 1973].

Figure 3.15 – La Vague (Kanagawa-oki nami-ura), Hokusai, 1830.
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Les essais ont été réalisés dans le bassin à houle et à courant de l’Ifremer à
Boulogne-sur-mer (figure 3.16). Deux vitesses ont été testée : U∞ = 0.85 m/s
et 1.00 m/s. La vitesse de l’écoulement est mesurée à l’aide d’un vélocimètre
laser doppler (LDV) 2D placé en amont de la structure à (x, y) = (−2.4L, 0).

Le générateur de houle est composé de 8 batteurs indépendants de 500
mm de large et de 500 mm de profondeur chacun. Il permet de générer des
vagues régulières avec une fréquence comprise entre fhoule = 0.5 et fhoule =
2 Hz, avec une amplitude maximale de Hconsigne = 280 mm pour un courant
d’une vitesse de U∞ = 1 m/s. Le coefficient de réflexion est inférieur à 12 %
pour les fréquences et amplitudes usuelles [Gaurier et al., 2013]. Le modèle de
spectre de houle JONSWAP est utilisé pour générer des vagues irregulières.

Figure 3.16 – Batteur à houle en fonctionnement dans le bassin.

La membrane utilisée pour ces essais est de dimensions L × b × h = 0.8
m × 0.8 m × 0.003 m, avec liaisons encastrées. Les quatre configurations
qui ont été testées sont résumées dans la table 3.2. Comme pour les essais
de sillage, deux paramètres sont modifiés : l’amortissement (qui entraine un
ajout de masse) et la longueur de retrait des câbles de pré-contrainte.

Configuration Masse Amortissement Longueur de retrait
1 8.60 kg 0 4.88 %
2 9.35 kg 12 × 3000 kg/s 4.88 %
3 10.1 kg 24 × 3000 kg/s 4.88 %
4 10.1 kg 24 × 3000 kg/s 9.94 %

Table 3.2 – Résumé des configurations testées avec houle.
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Le générateur de houle, qu’il soit en mouvement ou statique, constitue
un obstacle dans l’écoulement et modifie donc le profil de courant ainsi que
l’intensité turbulente. Les perturbations de l’écoulement et leurs effets sur
l’hydrolienne à membrane ondulante sont résumés dans la table 3.3 et sur
la figure 3.17. La présence des batteurs à houle augmente la vitesse axiale
moyenne de 5 % au niveau du point de mesure LDV, ce qui résulte en un
écart de 10 % de la fréquence d’ondulation de la membrane. Elle génère aussi
des fluctuations qui augmentent l’intensité turbulente 2D jusqu’à 8 % et qui
entraîne des petites perturbations de trajectoire, ce qui modifie son spectre.
Ces fluctuations de l’écoulement augmentent aussi l’amplitude maximum du
mouvement vertical et de la force de portance.

Paramètre Symbole Avec batteur Sans batteur
Vitesse axiale moyenne U 1.065 m/s 1.009 m/s
Vitesse transverse moyenne V 0.010 m/s 0.007 m/s
Intensité turbulente I∞ 8.22 % 1.46 %
Fréquence d’ondulation f 0.256 Hz 0.231 Hz
Amplitude tête-à-creux A 0.578 m 0.486 m
Maximum de trainée Fd 127 N 120 N
Maximum de portance Fl 239 N 170 N

Table 3.3 – Impact du batteur à houle sur les caractéristiques de l’écoule-
ment et sur le comportement de la membrane (sans houle).

Figure 3.17 – Impact du batteur à houle sur (a) la trajectoire de la mem-
brane et (b) le spectre de fréquence du mouvement vertical en bord de fuite.
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La figure 3.18 présente les variations d’élévation de la surface mesurées par
la sonde à houle placée à x = 0. Elle montre qu’il existe une grande variabilité
de la hauteur des vagues, et ce même pour une consigne fixe en houle régulière
(ici, fhoule = 0.5 Hz et Hconsigne = 140 mm). Ces variations proviennent de
l’interaction entre le courant et le batteur à houle, dont il faudra tenir compte
dans l’analyse. En revanche, la fréquence de la houle respecte bien la consigne.
Il peut donc être plus efficace d’analyser les résultats en termes de fréquence
qu’en termes d’amplitude de houle.

Figure 3.18 – Exemple de résultats de mesure de la sonde à houle située en
(x, z) = (0, 1.25L), pour U∞ = 1 m/s, fhoule = 0.8 Hz et Hconsigne = 140 mm.

Les valeurs à échelles réelles donnent une meilleure idée de la gamme
de houle testée. Ainsi, en respectant le facteur d’échelle et la similitude de
Froude (ici, Fr = 0.36), une vague de hauteur significative Hs = 0.3 m et de
fréquence fwave = 0.5 Hz lors de l’expérience est représentative d’une vague
de Hs = 5.5 m et fwave = 0.12 Hz à échelle réelle. La hauteur significative
est calculée selon l’équation 3.2, comme étant égale à 4 fois l’écart-type de
l’élévation de la surface libre.

Hs = 4σ(ysurface) (3.2)
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La figure 3.19 montre un exemple de répartition de la hauteur tête-à-
creux des vagues générées lors d’un essai. La hauteur significative de houle
est de Hs = 127 mm. La répartition de la hauteur des vagues est inégale, et
possède en général une forme gaussienne, comme si elle suivait une loi nor-
male. L’analyse statistique qui permettrait de le déterminer n’est cependant
pas réalisée ici car elle ne semble pas pertinente à notre étude.

Figure 3.19 – Répartition de la hauteur tête-à-creux des vagues pendant un
essai avec : U∞ = 1 m/s, fhoule = 0.6 Hz, Hconsigne = 95 mm

Pour déterminer l’impact de la houle sur les fluctuations de vitesses dans
le courant, la figure 3.20 présente la densité spectrale de puissance pour un
exemple d’essai avec houle. Ce spectre a été calculé à partir de données
échantillonnées irrégulièrement car provenant de mesures LDV. Il a donc
été obtenu après une interpolation linéaire à une fréquence d’échantillonnage
correspondant au plus grand intervalle entre deux mesures (< 0.01 s). Il a
ensuite été filtré selon une méthode décrite par [Ikhennicheu, 2019].

Comme on peut s’y attendre, le spectre sur u′ présente un pic à la fré-
quence de houle. Le spectre calculé sur v′, au contraire, ne semble pas impacté
par la présence de houle. Ces deux spectres possèdent une pente d’environ
-11/3 dans la région inertielle, et ne respectent donc pas l’hypothèse de Kol-
mogorov d’une pente en -5/3 [Pope, 2000]. Les spectres sans houle, avec et
sans présence de batteur, sont présenté en annexe E. Le premier peut se su-
perposer à la figure 3.20, sauf en f = fhoule, où il ne présente pas de pic.
Le spectre pour l’écoulement sans batteur atteint des niveaux de densité de
puissance plus faible, et possède une pente plus douce.
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Figure 3.20 – Densité spectrale de puissance des vitesses fluctuantes en
(x, y) = (−2.4L, 0), pour U∞ = 1 m/s, fhoule = 0.6 Hz, Hconsigne = 95 mm.

La figure 3.21 présente une comparaison de la trajectoire de la membrane
lors de deux essais : un où le batteur à houle est plongé dans l’eau mais
statique et un autre où il génère une houle avec une consigne de fréquence
de fhoule = 0.5 Hz et une consigne de hauteur de Hconsigne = 140 mm. Cette
figure montre bien qu’il y a un impact de la houle régulière sur la trajectoire
de la membrane.

Figure 3.21 – Position verticale des points de contrôle de la membrane,
séparés de 0.2L, pendant 10 périodes d’ondulations sans houle (haut) et avec
houle (bas).

217



La figure 3.22 présente l’impact de la fréquence et de la hauteur signifi-
cative de houle sur l’amplitude maximum tête-à-creux des ondulations pour
chaque configuration testée. Ces deux graphes montrent que la houle entraîne
des variations de ±10 % sur l’amplitude. Cependant, aucune tendance claire
n’est identifiable en fonction de la fréquence ou de la hauteur des vagues.

Les mêmes résultats sont présentés pour la fréquence d’ondulation sur la
figure 3.23. Elle montre que la présence de la houle entraine une augmentation
de la fréquence jusqu’à 15 % par rapport à sa valeur lorsqu’elle est soumise
au courant seul.

a. b.

Figure 3.22 – Amplitude d’ondulation normalisée par l’amplitude sans houle
en fonction de (a) la fréquence de houle et de (b) la hauteur significative pour
chaque configuration testée.

a. b.

Figure 3.23 – Fréquence principale d’ondulation normalisée par la fréquence
sans houle en fonction de (a) la fréquence de houle et de (b) la hauteur
significative pour chaque configuration testée.
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L’analyse en fréquence est effectuée à partir des figures 3.24-3.28. Chaque
figure correspond à une configuration avec un amortissement différent, et
donc une fréquence fondamentale différente (voir section 1.4.1). Les spectres
sont tracés à partir de la transformées de Fourier de la position verticale du
bord de fuite pour différentes fréquences de houle. Sur chaque courbe, le pic
à la fréquence de houle est nettement visible.

La transformée de Fourier de la membrane non amortie est représentée
sur la figure 3.24. Dans cette configuration, et contrairement aux configura-
tions amorties, les fréquences de houle testées sont proches de la fréquence
d’ondulation de la membrane. Chaque spectre présente deux pics : un qui
correspond à la fréquence d’ondulation de la membrane et un à la fréquence
de la houle. Plus le pic de la houle est proche en fréquence de celui de la
membrane, plus son amplitude est élevée. Ce résultat est mis en évidence
par la courbe pointillée qui relie les sommets des pics liés à la fréquence de
houle de chaque courbe.

Figure 3.24 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle régulière. U∞ = 1 m/s, d = 4.88
%, C = 0 kg/s.

Il faut cependant préciser que le spectre du mouvement sans houle est
très étalé à cause des perturbations générées par le batteur, et que la fré-
quence d’ondulation de la membrane n’est pas bien définie. C’est pourquoi
un agrandissement du graphe précédent est réalisé figure 3.25 pour certains
essais. Les courbes bleue et verte correspondant respectivement aux essais
sans et avec batteur illustrent bien cela.
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Lorsque la fréquence de houle est suffisamment proche de celle de la mem-
brane (à partir d’une distance de ≈ ±10%), un couplage a lieu et on observe
que la fréquence principale d’ondulation (la fondamentale) se synchronise sur
la fréquence de houle. Ainsi, sur le graphe de la figure 3.25, le spectre corres-
pondant au test à fhoule = 0.49 possède un seul pic à la fréquence de houle,
tandis que celui correspondant au test à fhoule = 0.58 possède deux pics : un à
la fréquence de houle et un à celle de la membrane. Cela explique pourquoi,
sur la figure 3.23, la fréquence d’ondulation de la membrane non amortie
commence par baisser (quand fhoule < f), puis augmente pour f < fhoule.

Figure 3.25 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite avec et sans présence batteur et pour deux fréquences de houle : fhoule =
0.49 et fhoule = 0.58. U∞ = 1 m/s, d = 4.88 %, C = 0 kg/s.

Pour une membrane équipée de 12 amortisseurs, le spectre de la position
verticale du bord de fuite est tracé sur la figure 3.26. L’énergie de la fréquence
de houle est beaucoup moins importante que celle à la fréquence des ondula-
tions. Il est cependant possible de faire plusieurs remarques. Le pic de houle
le plus proche de la première harmonique de la membrane (f1L/U=0.48)
est plus élevé que les autres pics de houle. Il y a un couplage entre cette
fréquence de houle et la première harmonique. Cette interaction va jusqu’à
décaler la fondamentale qui prend alors la valeur de la moitié de la fréquence
de houle. Il y a donc là aussi un phénomène de synchronisation, comme pour
les interactions entre la houle et la fondamentale sur la figure 3.24.
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Figure 3.26 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 1 m/s, d = 4.88 %, C =
12× 3000 kg/s. Gauche : non zoomé, droite : zoomé.

Ce phénomène est particulièrement remarquable sur la figure 3.27. On y
voit la composition fréquentielle du mouvement pour le bord de fuite de la
membrane avec et sans batteur, ainsi que pour deux fréquences de houle.
Sans batteur, la fréquence d’ondulation de la membrane vaut fL/U∞ =
0.218. Avec batteur mais sans houle, le spectre est plus large et s’étale entre
fL/U∞ = 0.21 et fL/U∞ = 0.25. Pour fhoule = 0.45, la fréquence principale
est plus nette et un pic apparaît à fL/U∞ = 0.225 ≈ fhoule/2. Pour fhoule =
0.70, un pic apparaît à fL/U∞ = 0.237 ≈ fhoule/3. Il semble donc bien que
le couplage entre la houle et les harmoniques du système puisse décaler la
fondamentale du mouvement de la membrane.

Figure 3.27 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite avec et sans présence batteur et pour deux fréquences de houle : f ∗houle =
0.45 et f ∗houle = 0.70. U∞ = 1 m/s, d = 4.88 %, C = 12× 3000 kg/s.
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Les spectres de la membrane équipée de 24 amortisseurs sont présentés
figure 3.28 pour différentes fréquences de houle incidente. Cette configuration
ne semble pas présenter de phénomène de synchronisation. Il est donc pos-
sible qu’un fort amortissement l’en empêche. De manière générale, on peut
aussi remarquer que la membrane est moins sensible aux effets de la houle
lorsqu’elle est amortie.

Figure 3.28 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 1 m/s, d = 4.88 %, C =
24× 3000 kg/s. Gauche : non zoomé, droite : zoomé.

Les spectres des autres configurations testées sont présentés en annexe F.
Sur toutes les figures, les pics dont la fréquence est supérieure à fhouleL/U∞ =
0.7 ont une amplitude qui diminue fortement en fonction de leur fréquence.
Cela est certainement dû au fait que le temps de réponse du système devient
trop grand par rapport à la période de houle. Ces pics de houle peuvent par
contre toujours influencer la fréquence principale et ses harmoniques. Ainsi,
pour le cas C = 24 × 3000 kg/s, U∞ = 0.85 m/s, d = 4.88 %, la première
harmonique est plus excitée lorsque la membrane est soumise à une houle de
fhouleL/U∞ = 0.78, soit presque la valeur de la troisième harmonique natu-
relle (f3L/U∞ = 0.73). De plus, il y un décalage de la fréquence principale
et de ses harmoniques vers des fractions de la fréquence de houle. La fonda-
mentale vaut alors fL/U∞ = 1/4 × fhouleL/U∞ = 0.78/4 = 0.19 au lieu de
fL/U∞ = 0.18.
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Enfin, sur la plupart des spectres tracés ici et en annexe F, le pic de houle
en fhouleL/U∞ ≈ 0.57 est plus élevé que ces voisins. C’est vrai pour toutes les
membranes amorties, autant pour U∞ = 1.00 m/s que pour U∞ = 0.85 m/s,
pour d = 4.88 % et d = 9.94 %. C’est une curiosité qui n’est pas expliquée ici
et qui n’a que peu d’impact en comparaison des interactions entre la houle
et les harmoniques naturelles du système. Rien ne permet pour l’instant de
le montrer, mais une hypothèse serait que la houle à cette fréquence fasse
résonner une autre partie de l’hydrolienne, son support ou ses bras de fixation
par exemple.

Après avoir analysé l’influence de la houle sur le mouvement, il convient
de s’intéresser à son impact sur les efforts subis par la membrane. L’évolution
temporelle des coefficients de trainée et de portance pour un cas sans houle
et un cas avec une houle de fréquence fhoule = 0.6 Hz et Hconsigne = 140 mm
sont présentés figure 3.29. L’impact des vagues est significatif, entrainant des
variations significatives d’un cycle à l’autre.

a. b.

Figure 3.29 – (a) Force de trainée et (b) force de portance de la membrane
(C = 24 × 3000 kg/s, d = 4.88 %, U∞ = 1 m/s) sans et avec houle de
fréquence fhoule = 0.6 Hz et Hconsigne = 140 pendant 5 cycles d’ondulation.

Les valeurs moyennes et extrêmes des efforts de trainée et de portance sont
impactées en fonction de la fréquence et de la hauteur significative de houle,
mais, comme pour la trajectoire (figures 3.22 et 3.23), on ne remarque aucune
tendance claire. En revanche, les configurations de houle testées engendrent
jusqu’à 17 % d’augmentation de la valeur maximale de portance et jusqu’à
9 % de la trainée maximale. Pour la configuration 1, l’augmentation est
respectivement de 17% et 31%, pour la configuration 2 elle vaut 8% et 10%
et pour la configuration 3 c’est 11% et 25%.
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La présence de houle engendre des perturbations sur les efforts exercés
sur la structure, qui ne sont en général pas synchronisées avec la période
d’ondulation de la membrane. Par conséquent, cela ajoute des variations d’un
cycle à l’autre, ce qui augmente les efforts maximum mais pas leurs valeurs
moyennes.

Les transformées de Fourier discrètes des signaux d’efforts pour la confi-
guration C = 24× 3000 kg, d = 4.88 % et U∞ = 1 m/s sont présentés figure
3.30. On peut remarquer ici aussi des pics liés à la houle. Ces pics sont plus
élevés en valeur absolue sur les spectres de portance mais, relativement à
l’amplitude de la fondamentale, ils sont plus importants sur le spectre de
trainée.

Sur la portance, de manière générale, on peut tirer les mêmes conclusions
que pour l’analyse spectrale du mouvement :
• l’amortissement de la membrane réduit l’impact de la houle,
• il y a une forte baisse de l’influence pour les houles dont fhouleL/U∞ ≥

0.7,
• il existe un phénomène de synchronisation lorsque la fréquence de la

houle est proche de la fondamentale ou d’une harmonique du système,
• la houle à fhouleL/U∞ = 0.58 engendre un pic plus important sur la

portance que les houles à des fréquences proches.
À propos du spectre de la trainée, les deux premières affirmations de la

liste précédentes sont vraies, mais pas les deux dernières. Il apparait que
l’influence de la houle sur la trainée est plus compliquée et mériterait une
analyse plus poussée. On remarque notamment que la houle engendre des
pics à des fréquences particulières dans le spectre de trainée, sans qu’il y
ait de ratio fixe entre la fréquence de houle et ces fréquences particulières.
Ainsi, pour une houle de fhouleL/U∞ = 0.54, on peut observer un pic à
fL/U∞ = 0.33 et un autre à fL/U∞ = 0.74, tandis que pour une houle
de fhouleL/U∞ = 0.50, ces pics apparaissent à fL/U∞ = 0.28 et un autre à
fL/U∞ = 0.71. Ce phénomène peut provenir d’interactions complexes entre
la houle et la membrane, mais il se peut aussi qu’il soit lié à la rigidité du
châssis ou au reste du dispositif expérimental.
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a. b.

Figure 3.30 – Transformées de Fourier des signaux de (a) trainée et (b)
portance pour différentes fréquences de houle avec la configuration C = 24
kg/s, d = 4.88 %, U∞ = 1 m/s, Hconsigne = 95 mm

Les essais en houle régulière donnent des résultats très intéressants, mais il
est certainement plus réaliste de réaliser des essais avec houle irrégulière. Pour
cela, une houle a été modélisée avec un spectre de type JONSWAP (Hs = 107
mm, Tp = 1.65 s) [Hasselmann, 1973]. La figure 3.31 présente le spectre du
signal de déplacement du bord de fuite tandis que la figure 3.32 présente
le spectre des signaux de trainée et de portance pour un essai avec houle
irrégulière. Pour une meilleure compréhension, le spectre des amplitudes de
houle mesurées par la sonde à houle en x = 0 a été superposé à chacun des
graphes. Pour plus de visibilité, ce spectre est exprimé en centimètre pour le
graphe du spectre de déplacement et en mètre pour les graphes de trainée et
de portance .

Le seul graphe où les deux spectres sont similaires dans la gamme de
fréquences de houle testées est celui du signal de portance. Une superposition
avec un spectre de portance de la même configuration mais provenant d’essais
sans houle présente en effet une différence significative dans cette gamme
de fréquence. De manière générale, la composante de portance est la plus
impactée par les vagues de surface.
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Figure 3.31 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite et de la hauteur d’eau (en cm) pour une houle irrégulière (Hs = 107
mm, Tp = 1.65 s). U∞ = 1 m/s, d = 4.88 %, C = 12× 3000 kg/s.

a. b.

Figure 3.32 – Transformée de Fourier des signaux de (a) trainée et (b)
portance superposé au spectre de la hauteur d’eau (en m) pour une houle
irrégulière (Hs = 107 mm, Tp = 1.65 s). U∞ = 1 m/s, d = 4.88 %, C =
12× 3000 kg/s.
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Les efforts de la houle sur l’hydrolienne à membrane ondulante ont été
reproduit en bassin et une influence significative de la houle sur le fonctionne-
ment de la membrane a été remarquée, mesurée et analysée. En respectant le
facteur d’échelle et la similitude de Froude, les vagues de surface testées sont
représentatives à l’échelle réelle de vagues jusqu’à Hs = 5.5 m et fhoule = 0.12
Hz.

La présence du générateur de houle dans l’eau modifie le profil de courant
et cause des fluctuations de vitesses dans son sillage, ce qui impacte le com-
portement de l’hydrolienne à membrane ondulante. Cela entraîne notamment
une accélération du courant d’environ 5 %, résultant en une augmentation
de la fréquence d’ondulation de l’hydrolienne. Les fluctuations de vitesse gé-
nèrent aussi des petites perturbations dans le mouvement de la membrane,
ce qui engendre une augmentation de l’amplitude du mouvement vertical et
de la force de portance.

Aucun lien direct entre la fréquence ou la hauteur significative de houle
et les valeurs moyennes ou maximales mesurées des efforts et du mouvement
de la membrane n’a pu être identifié. Cependant, les spectres en fréquences
des signaux mesurés ont permis de remarquer plusieurs choses intéressantes.
Premièrement, l’amortissement (qui correspond ici au PTO) réduit l’impact
de la houle sur la membrane. Deuxièmement, pour toutes les configurations
testées, il y a une forte baisse de l’influence pour les houles dont fhouleL/U∞ ≥
0.7. Enfin, on a pu observer qu’il existe un phénomène de synchronisation
lorsque la fréquence de la houle est proche de la fondamentale ou d’une
harmonique du système. En ce qui concerne le dimensionnement de la future
hydrolienne à membrane ondulante échelle 1 et de son support, il faut prévoir
une augmentation des efforts de 30 % en cas de houle dans la gamme testée.
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3.2 Étude comparative sur les effets d’échelles

3.2.1 Changement d’échelle dans le bassin
Il s’agit dans cette section de comparer les résultats obtenus dans le bassin

avec des prototypes à différentes échelles. On comparera donc les résultats
obtenus aux échelles 1/20eme et 1/6eme pour des membranes fixées sur berceau
et avec des bras articulés. Les longueurs de retrait et l’amortissement diffèrent
selon les échelles, mais comme leur effets sont connus, la comparaison permet
tout de même de quantifier les effets d’échelle, et en particulier l’effet du
confinement. L’instrumentation utilisée est la même dans les deux cas.

Les prototypes des deux échelles ont évolué au cours de la thèse. La table
3.4 présente les principales caractéristiques de la structure et de l’écoulement
pour les modèles qui sont comparés ici.

Grandeur L h ρs E C U∞ Ur Re Fr
Unité m mm kg/m3 GPa kg/s m/s . . .
échelle 1/6 2.5 5 1780 47 6 × 100000 1.2 9.3 3.106 0.24
échelle 1/20 0.8 3 1600 4 24 × 3000 1 9.54 8.105 0.36

Table 3.4 – Comparaison des principales grandeurs caractéristiques des
membranes 1/20eme et 1/6eme.

Il convient tout d’abord de calculer le coefficient de blocage des prototypes
aux différentes échelles (équation 4). En considérant une demi-amplitude
égale à 0.4L, le coefficient de blocage de la membrane 1/20eme dans le bassin
est égal à Cb = 0.04, tandis que celui de la membrane échelle 1/6eme vaut
Cb = 0.31. Le fait que la membrane 1/6eme bloque une part importante de
la section de fluide est à prendre en compte dans les effets d’échelles. Cela
est particulièrement visible lors des essais, car l’amplitude tête-à-creux de la
membrane en bord de fuite est du même ordre que la hauteur d’eau dans
le bassin (2 m). Cela fait qu’il n’est pas possible de comparer les résultats
en termes d’amplitude. On observe aussi des déformations importantes de la
surface libre. Enfin, il est manifeste que la vitesse critique diminue dans les
situations de confinement.
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La figure 3.33 présente les résultats de trajectométrie pour les deux échelles
testées en bassin. Les trajectoires des cibles y ont été adimensionnalisées par
la longueur de chaque membrane, ce qui permet de noter que les deux on-
dulent sur le même mode. La longueur des câbles de retrait vaut 9.4 % pour
la 1/20eme et 13.6% pour la 1/6eme. Or, contrairement aux conclusions de la
section 1.4.3, on remarque que l’amplitude relative de la membrane 1/6eme
est plus petite. Elle est en effet limitée par les dimensions du bassin. La
proximité des parois génère des zones de sur-pression lorsque la membrane
se rapproche trop du fond. De même, lorsque le déflecteur arrière perce la
surface libre, il n’est plus soumis à l’écoulement et retombe.

Figure 3.33 – Comparaison des trajectoires entre les modèles 1/20eme et
1/6eme d’hydrolienne à membrane ondulante en essai dans le bassin de
l’IFREMER.

Un exemple des coefficients hydrodynamiques lors des essais de la mem-
brane est donné figure 3.34. On y voit que ceux-ci sont bien plus importants
que ceux obtenus sur la membrane 1/20eme (figure 3.10). Une manière de cor-
riger ces résultats est de ne plus prendre en compte la vitesse prescrite au bas-
sin dans le calcul des coefficients hydrodynamiques et de la vitesse réduite. À
la place, on considère que l’écoulement accélère aux alentours de l’hydrolienne
car il subit un changement de section à débit constant [Whelan et al., 2009],
[Werle, 2010]. Ce calcul donne l’équation 3.3.

Ucorr = U∞
1− Cb

(3.3)
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Figure 3.34 – Coefficients hydrodynamiques sur la membrane 1/6eme, non
corrigés.

La figure 3.35 permet de comparer les résultats des prototypes échelle
1/20eme (à gauche) et 1/6eme (à droite) en termes de fréquence adimension-
nalisée et de coefficients hydrodynamiques. Les grandeurs ont été corrigées
à l’aide de l’équation 3.3. La fréquence adimensionnalisée de l’échelle 1/6eme
est plus petite de 5% à 20% par rapport à celle du prototype 1/20eme. Cet
écart n’est pas expliqué par la différence d’amortissement, car le prototype
1/20eme est proportionnellement plus amorti. Cette différence peut provenir
du confinement, ou bien de l’interaction avec la surface libre. Il a été remar-
qué lors des essais que la membrane ralentissait lorsqu’elle entrait en contact
avec la surface. En revanche, les coefficients de trainée et de portance cor-
rigés sont similaires qu’elle que soit l’échelle, ce qui montre l’intérêt de la
correction liée au coefficient de blocage.
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Figure 3.35 – Comparaison de la fréquence des ondulations (haut), coeffi-
cients de trainée (milieu) et coefficient de portance (bas) en fonction de la
vitesse réduite pour les modèles 1/20eme et 1/6eme d’hydrolienne à membrane
ondulante en essai dans le bassin de l’IFREMER. Tous les paramètres ont
été corrigés en prenant en compte le coefficient de blocage.
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3.2.2 Comparaison avec les essais en mer
Au cours de la thèse, j’ai eu l’opportunité de participer à des essais en

mer de l’hydrolienne à membrane ondulante à l’échelle 1/6eme. Cette section
présente une partie des résultats obtenus lors de ces essais, ainsi qu’une com-
paraison avec certains des résultats obtenus en bassin. Les sections suivantes
se concentrent sur l’influence de deux aspects des écoulements marins qui ont
été reproduits en bassin : la direction du courant et la houle.

Les essais en mer ont été réalisés en tractant l’hydrolienne à l’aide d’un
navire de travaux maritimes, le Penzer de la flotte TSM Iroise Mer (figure
3.36). Le navire fait 27.5 m de long, a une capacité de chargement en pontée
de 80 t, un tirant d’eau de 1 m et est équipé de deux grues d’une capacité
de 40 t/m. L’hydrolienne est fixée sur le côté tribord et immergée à 3 m de
la surface. Une centrale inertielle Ellipse A du fabricant SBG est fixée sur le
flap arrière de la membrane, qui permet de mesurer l’amplitude et la période
des ondulations (figure 3.37). Un ADCP signature 1000 de chez Nortek est
aussi fixé sur le bateau, à 5.75 m en amont de la membrane et à 2.1 m de la
surface, dirigé vers le bas. Il permet de mesurer la vitesse du courant dans les
trois directions tous les 20 cm sur une hauteur d’eau de 10 m à une fréquence
d’acquisition de 4 Hz. Un système de contrôle et de mesure des convertisseurs
électromécaniques est aussi présent sur le bateau. Il ne sera pas décrit ici,
et les convertisseurs ne seront considérés qu’en tant qu’amortisseurs parfaits.
Des caméras sous-marines permettent de surveiller le comportement de la
membrane pendant les essais. Elles ne sont cependant pas positionnées de
manière adéquate pour effectuer des mesures de trajectoires.

Figure 3.36 – Le Penzer, lors des essais de l’hydrolienne en rade de Brest
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Figure 3.37 – Présentation de l’instrumentation utilisée lors des essais en
mer

Cette section présente tout d’abord les résultats de mesure de l’ADCP,
puis les résultats de fréquence et d’amplitude de mouvement pour deux lon-
gueurs de retrait. Les essais en mer se sont déroulés en rade de Brest, sans
houle significative. Chaque essai fait l’objet d’un enregistrement de 20 mi-
nutes. La vitesse prise en compte est la moyenne de la norme horizontale
(
√
u2 + w2) mesurée à la profondeur de la membrane.
Un exemple de profil de vitesse mesuré par ADCP est présenté figure

3.38. Il est à peu près uniforme sur toute le colonne d’eau, mais en réalité la
membrane interagit avec le courant de y = −1.5 m à y = −4.5 m max. Sur
cette portion, les écarts de vitesse moyenne sont inférieurs à 0.1 m/s.

Suivant l’heure et le lieu des essais, il y avait parfois du courant dans
la zone. Le navire devait alors se diriger de manière à le compenser pour
que la membrane perçoive un courant dans l’axe à la vitesse voulue. Malgré
l’attention porté à la direction du courant perçu par la membrane, il existe
une composante de vitesse transverse pour la plupart des essais. Celle-ci est
en général autour de 0.3 m/s, et en tout cas inférieur à 0.6 m/s en moyenne.
Cela correspond à une direction moyenne du courant à un angle de 20o à 40o
par rapport à l’axe de la membrane. Il existe aussi une vitesse verticale, qui
est due aux effets de la houle, ainsi qu’au tangage et au roulis du bateau.
Cette vitesse oscille vers ± 0.1 m/s.

La figure 3.39 montre l’intensité de turbulence mesurée par l’ADCP à
la profondeur de la membrane, en fonction de la vitesse moyenne. On ob-
serve que l’intensité turbulente tend à diminuer en fonction de la vitesse
perçue par la membrane. Cela s’explique assez bien si on considère que le
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Figure 3.38 – Un exemple de profil de vitesse enregistré avec l’ADCP.
bateau va à une vitesse constante : l’intensité des variations présentes dans
l’écoulement change peu, tandis que la vitesse moyenne perçue par la mem-
brane change. Elle est majoritairement composée de la vitesse du bateau.
L’intensité turbulente étant le rapport de la moyenne quadratique des varia-
tions sur la moyenne, elle est donc inversement proportionnelle à la vitesse
moyenne. On peut aussi noter que l’intensité turbulente est en accord avec de
précédentes mesures dans des lieux probables d’implantation d’hydroliennes
[Mycek et al., 2014], et qu’elle est supérieure à celle utilisée lors des essais en
bassin (figure 1.60).

Figure 3.39 – Intensité turbulente 2D au niveau de la membrane.
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Les résultats de fréquence principale des ondulations de la membrane lors
des essais en mer sont présentés à gauche de la figure 3.40. Ils sont comparés
aux résultats des essais en bassin. Il existe une variabilité plus importante
des résultats en mer, qui provient des variations de courants mais aussi des
divers changements de réglages sur le PTO. On peut noter que la fréquence
adimensionnalisée semble constante en fonction la vitesse. Il apparait aussi
que la fréquence augmente légèrement pour les retraits plus importants. Ces
résultats sont valables en mer mais aussi en bassin, et sont en accord avec
la figure 3.35, mais pas avec les résultats de la section 1.4.3. Cette différence
pourrait donc être due au système d’accroche.

Malgré la forte variabilité des résultats en mer, le graphe à droite de la
figure 3.40 est en accord avec les résultats sur l’amplitude d’ondulation ob-
tenus en bassin. La longueur de retrait des câbles augmente bien l’amplitude
et cette dernière diminue avec la vitesse du courant. En termes d’ordre de
grandeur, on retrouve ce qu’on est en droit d’attendre dans le bassin : la
figure 1.43 montre que A ≈ 1L pour une membrane encastrée à d = 15%
et la figure 3.9 montre environ ≈ 0.12L de moins pour une membrane ar-
ticulée. De plus, cette figure permet de montrer que le confinement limite
l’amplitude de mouvement. En effet, lors des essais de la membrane 1/6eme
en bassin, l’amplitude était du même ordre que la hauteur d’eau. En mer,
les amplitudes sont supérieures à la hauteur d’eau dans le bassin, qui vaut
H ≈ 0.8L à l’échelle 1/6eme.

Figure 3.40 – Comparaison des résultats de fréquence (gauche) et d’ampli-
tude (droite) entre les essais en bassin et en mer de la membrane 1/6eme.
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Les différents éléments qui modifient le comportement entre les essais en
bassin de la membrane 1/20eme et les essais aux échelles supérieures ont été
étudiés. Le support mer influe peu sur le fonctionnement de la membrane.
Il augmente un peu l’intensité turbulente dans son sillage mais permettra
au système de s’adapter aux changements de direction du courant. Le fait
de changer l’orientation de la membrane et de son support lors des essais
a permis de montrer que la membrane peut s’orienter en fonction du cou-
rant, à condition que rien ne gêne sa rotation. En effet, le couple de rappel
est faible. Ces essais ont aussi montré que lorsque l’alignement n’est pas res-
pecté, la trainée tend à être plus élevée et la portance plus faible. L’utilisation
d’accroches articulées permet de mieux répartir la puissance et l’amplitude,
sans modifier significativement la fréquence, tandis que les efforts hydrody-
namiques et la puissance convertie sont plus faibles à longueur de retrait
constante. On a vu qu’il n’est cependant pas justifié de comparer à retrait
constant alors que ce retrait n’implique pas les même contraintes dans la
membrane. Une estimation de ces contraintes est donnée mais doit être va-
lidée ou infirmée par des mesures avec jauges de contraintes. Les essais avec
houle ont montré qu’il est important de prendre en compte les vagues de
surface dans le dimensionnement de l’hydrolienne et de son support. En ef-
fet, la houle influence les efforts hydrodynamiques sur la structure, ainsi que
le comportement dynamique de la membrane. Une analyse fréquentielle est
adaptée pour déterminer son impact.

Les essais en bassin de l’échelle 1/6eme permettent de développer et de
tester certains éléments difficiles à miniaturiser, comme les convertisseurs
d’énergie. Il est important de prendre en compte le confinement dans l’analyse
des résultats. Une correction prenant en compte le coefficient de blocage est
proposée. Cette correction permet de mieux appréhender les efforts sur la
structure, mais pas de corriger tous les effets engendrés par le confinement.
La fréquence et l’amplitude des ondulations sont notamment réduites par
l’interaction de la membrane avec les bords du bassin et la surface libre.
Les essais en mer ont permis de confirmer que le modèle expérimental était
représentatif du fonctionnement de la membrane en environnement réel, tout
en préservant la stabilité des résultats car il permet un meilleur contrôle des
conditions d’essai. La comparaison des essais en mer avec les essais en bassin
a permis de montrer que ces derniers sont représentatifs des conditions réelles
à condition que le confinement ne soit pas trop important. Les résultats des
essais en mer présentent toutefois des fluctuations plus importantes dues à
la plus grande difficulté de maîtriser les conditions d’essai.

236



Conclusions et perspectives

Rappel des principales avancées
La caractérisation expérimentale de l’hydrolienne à membrane ondulante

a été effectuée en bassin d’essai à recirculation. Un modèle à échelle 1/20eme
a été spécifiquement développé. Le bassin et son instrumentation sont pré-
sentés, ainsi que des lois de similitudes et les facteurs d’échelles des différents
paramètres qui entrent en jeu. Dans le cas présent, on se place en similitude
de Froude. Le nombre de Reynolds diffère alors d’un ordre de grandeur entre
les différentes échelles. La vitesse réduite a aussi été présentée et son intérêt
a été confirmé lors des essais. Elle permet de décrire une similitude prenant
en compte à la fois les caractéristiques du fluide et du solide.

Le modèle réduit conçu pour les essais en bassin est composé d’une plaque
en polyacétal de 0,8 mètre de côté et de quelques millimètres d’épaisseur. Il
est équipé de raidisseurs transverses, de bras de fixations et de déflecteurs
rigides en amont et en aval. Le système de conversion d’énergie est modélisé
par des amortisseurs hydrauliques fixés au niveau des raidisseurs. Des câbles
de pré-contrainte en inox sont fixés de chaque côté de la membrane pour
amplifier et contrôler ses ondulations.

Les premières mesures ont été réalisées hors de l’eau, sur une membrane
mise en flambement par les câbles de pré-contraintes. Elles ont permis de
confirmer le calcul de la charge critique de flambement avec l’hypothèse de
Euler et de remarquer que la flèche était proportionnelle à la longueur de
retrait à la puissance 1/2, pour un retrait allant jusqu’à un dixième de la
longueur de la membrane.

237



Les essais en bassin sont réalisés avec un courant d’une vitesse comprise
entre 0 et 1.3 m/s et dont l’intensité turbulente vaut 1.5 %. À partir d’une
certaine vitesse critique, la membrane se met à onduler sous l’effet du cou-
rant. Un système de trajectométrie permet de mesurer sa trajectoire afin
d’obtenir notamment la fréquence et l’amplitude des ondulations. Pour les
configurations testées, le mouvement est composé du premier et du deuxième
mode de déformation d’une plaque en porte-à-faux. Une balance située sur le
support de fixation de la membrane permet d’obtenir la résultante des efforts
hydrodynamiques s’appliquant sur celle-ci.

L’évaluation des performances est effectuée en mesurant la vitesse d’ac-
tionnement des amortisseurs hydrauliques, puis en reproduisant ces mou-
vements sur une table de déplacement instrumentée pour mesurer la force
d’amortissement. Malgré quelques limitations, notamment un manque de
précision du réglage et de l’estimation de puissance, elle s’est révélée par-
ticulièrement adaptée au système étudié. Cette méthode a notamment été
reprise pour une application sur un système houlomoteur lors de la thèse de
S. Neuveglise.

Le modèle expérimental ainsi développé a permis de réaliser une étude
paramétrique sur l’hydrolienne à membrane ondulante. L’influence de trois
paramètres particulièrement importants est présentée : l’amortissement, la
raideur et la longueur des câbles de pré-contraintes. Il a été montré que
l’amortissement diminue notablement la fréquence d’ondulation. L’étude sur
la raideur a confirmé que la vitesse critique était une grandeur caractéristique
adaptée à l’étude du système. Une raideur permettant un bon fonctionne-
ment aux vitesses de courant ciblées a donc été sélectionnée et utilisée par la
suite. Enfin, une longueur de retrait optimale minimisant la vitesse critique
a été trouvée. Cette longueur doit être ajustée à la vitesse du courant pour
maximiser la conversion d’énergie.

Des mesures PIV synchronisées avec le système de trajectométrie ont été
réalisées pour la caractérisation du sillage. Le déficit de vitesse, la turbulence
et la vorticité en aval de l’hydrolienne ont ainsi été calculées. Des perturba-
tions sont émises dans le sillage deux fois par cycle d’ondulation. Elles sont
propulsées vers l’aval par le courant et verticalement par le mouvement de
l’hydrolienne.
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Dans l’optique de préparer l’étude d’une ferme d’hydroliennes à mem-
brane ondulante, les mesures ont permis de conclure que l’emplacement pri-
vilégiée d’une seconde hydrolienne en aval serait certainement situé à 4-5
longueurs de membrane derrière la première, à la même position verticale.
Ces mesures ont été effectuées sur un plan vertical situé au milieu de la mem-
brane dans la direction transverse. Il faudrait donc confirmer cette hypothèse
par des mesures à différentes positions dans l’axe transverse. Cela permet-
trait de visualiser les effets de bord. En comparaison avec une hydrolienne
à hélice axiale, le sillage est plus structuré, a une expansion verticale plus
importante mais se propage moins loin en aval.

Plus d’un millier d’essais en bassin ont été réalisés au cours de cette thèse.
Ils ont participé à une meilleure compréhension du fonctionnement de l’hy-
drolienne à membrane ondulante, à une optimisation de son fonctionnement
et au développement de plusieurs solutions techniques applicables à des essais
à une échelle supérieure, en bassin mais aussi en mer. Les essais ont alimenté
une importante base de données expérimentales afin de calibrer et de valider
les différents modèles numériques utilisés pour l’étude de cette technologie.

Un modèle analytique linéaire et un modèle numérique d’interaction fluide-
structure ont aussi été développés au cours de cette thèse. Le modèle analy-
tique linéaire utilise la théorie des corps élancés de Lighthill et la théorie des
poutres de Euler-Bernouilli. L’effet des câbles de pré-contrainte est considéré
équivalent à une force suiveuse constante en bord de fuite. Le système de
PTO est représenté par un amortissement visqueux interne à la structure. Le
système d’équations est résolu dans le domaine fréquentiel à l’aide de la mé-
thode de Galerkin. Les résultats de déplacement sont validés par les résultats
expérimentaux pour des vitesses voisines de la vitesse critique. Au-delà, les
non-linéarités deviennent trop importantes. Les résultats d’efforts ne sont pas
présentés dans cette thèse car ils diffèrent significativement des mesures. Le
modèle analytique permet toutefois de révéler le rôle significatif des câbles de
pré-contrainte à travers son impact sur la vitesse critique et sur l’amplitude
de mouvement. Développé en collaboration avec A. Déporte, le modèle sert
à mettre en valeur les paramètres caractéristiques du système. Il a aussi été
utile pour valider ou invalider les hypothèses ayant servi au développement
du modèle numérique, plus précis et plus élaboré.
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Le modèle numérique résulte de l’interaction entre un modèle fluide esti-
mant le champ de pression et un modèle solide qui calcule le déplacement qui
en résulte. Le modèle fluide est basé sur la méthode vortex, qui représente
l’écoulement comme la somme du courant amont et de tourbillons répartis
le long de la structure et dans son sillage. Ce modèle est validé avec des
résultats issus de la littérature, mais aussi en imposant le déplacement de la
membrane à partir des données expérimentales de trajectométrie. Les résul-
tats d’efforts et de sillage ont été comparés. Un déphasage dans les efforts
et une amplitude de portance trop élevée due à l’absence d’interaction ont
été remarqué. Les résultats de sillage sont concordants mais sous-estiment la
propagation verticale et la dissipation des perturbations émises. Pour palier
à cela, un modèle empirique de dissipation a été proposé. Une étude pré-
dictive modifiant la fréquence des ondulations a conclu à l’existence d’une
fréquence optimale maximisant la captation d’énergie de l’écoulement par la
membrane.

Le modèle solide utilise la méthode des éléments finis corotationels. Celle-
ci permet de décomposer le déplacement en mouvement de corps rigide et
en déformation pure. Lors du mouvement de corps rigide, un système de
coordonnées locales est fixé à chaque élément. Il se déplace et s’oriente en
fonction de la position de la structure. La déformation pure est calculée
dans ce système local. L’intérêt est de pouvoir modéliser des grands déplace-
ments et des petites déformations. Le modèle est résolu de manière itérative
par l’algorithme de Newton-Raphson. Il a été validé sur des résultats de la
littérature, ainsi que par des résultats expérimentaux sur la membrane en
oscillation libre ou en flambement hors de l’eau.

L’interaction entre ces deux modèles est basée sur un couplage fort. À
chaque pas de temps, plusieurs résolutions successives du modèle fluide et
du modèle solide sont réalisées jusqu’à atteindre le critère de convergence.
Plusieurs méthodes numériques sont utilisées pour améliorer le couplage : une
relaxation dynamique, un amortissement numérique et la prise en compte de
la masse ajoutée. Une comparaison avec les résultats d’essais de la membrane
ondulante pré-contrainte sans PTO a présenté moins de 10% de différence
en amplitude et en fréquence d’ondulation. Les résultats d’efforts sont eux
aussi cohérents mais sont perturbés par un signal parasite. Des simulations
supplémentaires seront réalisées dans les prochains mois pour comprendre
l’origine de ce phénomène, le corriger et confirmer la validation du modèle
pour d’autres configurations.
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Afin d’appliquer les résultats du modèle expérimental pour une utilisa-
tion dans des conditions réalistes à une échelle supérieure, plusieurs essais
supplémentaires ont été mis en place. Un autre support a été développé, plus
représentatif de celui prévu pour l’échelle 1. Il permet d’orienter la mem-
brane et ne modifie pas significativement le fonctionnement de l’hydrolienne
à membrane ondulante. L’influence de la direction du courant sur les efforts
subis par la membrane a donc pu être étudiée. Une légère modification des
efforts en fonction de la direction a été mesurée pour les cas où la membrane
est au repos. Aucune modification significative de la vitesse critique pour
des angles inférieurs à 30o n’a été relevée. Enfin, une orientation de 15o en
fonctionnement entraine une augmentation des coefficients hydrodynamiques
inférieure à 0.05.

Une étude sur l’influence du type d’accroche a été réalisée en comparant
une membrane encastrée et une membrane fixée par liaison pivot. La princi-
pale différence concerne la modification de la répartition de la production de
puissance. De plus, l’amplitude des ondulations est plus importante dans le
cas encastré, alors que leur fréquence ne change que très peu. À longueur de
câbles de retrait égale, la puissance convertie est supérieure pour une mem-
brane encastrée. En revanche, si on compare la puissance convertie rapportée
à la contrainte maximale dans la membrane, les deux types d’accroches sont
équivalents.

L’impact de la houle sur le fonctionnement de l’hydrolienne a aussi fait
l’objet de tests. Ainsi, des houles régulières d’une fréquence de 0.5 à 2 Hertz
et d’une hauteur significative de 0.1 à 0.25 mètre, ainsi que des houles irrégu-
lières avec un profil de type JONSWAP ont été générées. Elles ont abouti à
une modification non linéaire de l’amplitude et de la fréquence d’ondulation
avec une augmentation des efforts maximums de l’ordre de 30 %. Il a aussi
été remarqué que l’amortissement du PTO réduit l’impact de la houle sur
la membrane. Enfin, les houles dont la fréquence dépasse une certaine valeur
ont une influence fortement diminuée sur le comportement de l’hydrolienne.

La comparaison des essais réalisés à différentes échelles dans le bassin a
permis de mettre en évidence l’importance des effets de confinement. Une
simple loi de correction utilisant le coefficient de blocage est proposée, ce
qui améliore grandement la comparaison des résultats. Enfin, la comparaison
avec les essais en mer montre bien la représentativité des essais à échelle
réduite réalisés en bassin.
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Perspectives
Parmi les éléments qui peuvent être améliorés, on peut citer le système

de simulation de PTO du modèle expérimental à échelle réduite. Un dév-
eloppement spécifique d’amortisseurs hydrauliques serait alors nécessaire pour
augmenter leur précision et permettre un réglage plus facile. Il est possible
d’utiliser le modèle expérimental pour tester l’effet d’une répartition non uni-
forme de l’amortissement et de la raideur au long de la membrane. Une mem-
brane possédant un autre rapport d’aspect ou une largeur évolutive pourrait
aussi permettre d’améliorer les performances du système. De plus, il serait
souhaitable d’effectuer des mesures de sillage à différentes positions trans-
verse pour une meilleure caractérisation de celui-ci dans les trois dimensions.
Après quoi, des essais d’interaction entre plusieurs hydroliennes à membrane
ondulante seront effectuées en bassin d’essai.

Le modèle numérique bénéficierait de développements supplémentaires,
notamment à l’interface entre le fluide et la structure et dans le sillage. En
plus d’améliorer la précision des résultats, ceux-ci devraient augmenter la
vitesse de calcul du code. Il est prévu de valider le modèle sur d’autres cas
expérimentaux, ainsi que par des mesures de déformations par jauges de
contrainte sur la membrane. Les développements futurs concernent aussi la
prise en compte des convertisseurs, des flaps et du système de fixation. Une
fois ceux-ci mis en place, il serait possible de tester différentes lois de com-
mande des convertisseurs ou bien d’appliquer une routine d’optimisation pour
améliorer le rendement. L’effet de l’angle d’attaque de l’écoulement, de la gra-
vité, de la proximité de la surface libre, du confinement ou de la turbulence
pourrait aussi être pris en compte. Dans un second temps, le développement
d’un modèle d’interaction en trois dimensions sera entrepris.

Le développement industriel passe par la fabrication d’hydroliennes à des
échelles intermédiaires pour des essais en bassin (1/10eme) et en mer (1/3ers).
Des convertisseurs électriques plus performants et plus adaptés sont aussi en
cours d’élaboration. Une fois le système de contrôle et de supervision étanche
mis en place, et la procédure de mise à l’eau finalisée, il sera possible d’orga-
niser des essais en mer où l’hydrolienne est fixée sur le fond et fonctionne en
autonomie.
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Annexe A

Cartes de sillage
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Figure A.1 – Vitesse axiale moyenne (m/s). U∞ = 1 m/s, d = 5%, C = 24×0
kg/s.

Figure A.2 – Vitesse verticale moyenne (m/s). U∞ = 1 m/s, d = 5%,
C = 24× 0 kg/s.

Figure A.3 – Intensité turbulente moyenne (%). U∞ = 1 m/s, d = 5%,
C = 24× 0 kg/s.
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Figure A.4 – Vorticité moyenne (rad/s). U∞ = 1 m/s, d = 5%, C = 24× 0
kg/s.
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Figure A.5 – Vitesse fluctuante (m/s). U∞ = 1 m/s, d = 5%, C = 24 × 0
kg/s.
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Figure A.6 – Vorticité (kg/s/m2). U∞ = 1 m/s, d = 5%, C = 24× 0 kg/s.
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Figure A.7 – Vitesse axiale moyenne (m/s). U∞ = 1 m/s, d = 5%, C =
24× 3500 kg/s.

Figure A.8 – Vitesse verticale moyenne (m/s). U∞ = 1 m/s, d = 5%,
C = 24× 3500 kg/s.

Figure A.9 – Intensité turbulente moyenne (%). U∞ = 1 m/s, d = 5%,
C = 24× 3500 kg/s.

Figure A.10 – Vorticité moyenne (rad/s). U∞ = 1 m/s, d = 5%, C =
24× 3500 kg/s.
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Figure A.11 – Perturbations de vitesse :
√

(u− U∞)2 + v2 U∞ = 1 m/s,
d = 5%, C = 24× 3500 kg/s. 263



Figure A.12 – Vorticité (kg/s/m2). U∞ = 1 m/s, d = 5%, C = 24 × 3500
kg/s. 264



Figure A.13 – Vitesse axiale moyenne (m/s). d = 12%, C = 24×3500 kg/s.

Figure A.14 – Vitesse verticale moyenne (m/s). d = 12%, C = 24 × 3500
kg/s.

Figure A.15 – Intensité turbulente moyenne (%). d = 12%, C = 24× 3500
kg/s.

Figure A.16 – Vorticité moyenne (rad/s), d = 5%, C = 24× 3500 kg/s.
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Figure A.17 – Vitesse fluctuante (m/s), d = 5%, C = 24× 3500 kg/s.
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Figure A.18 – Vorticité (kg/s/m2), d = 5%, C = 24× 3500 kg/s.
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Annexe B

Validation du modèle vortex

B.1 Validation statique
Après la mise en place du modèle numérique, il est important d’appor-

ter une validation du modèle basée sur des résultats analytiques et expéri-
mentaux. Pour cela, il faut tout d’abord effectuer des tests de convergence
des paramètres principaux tels que la discrétisation spatiale, la longueur du
sillage et le pas de temps afin d’optimiser les différents paramètres ainsi que
le temps de calcul. Les valeurs répondants au critère de convergence (1%
d’écart sur les efforts) pour le cas statique, sont : ∆t=0.1, N = 150 et lω =
40.

La validation statique s’effectue en comparant la différence de pression
de part et d’autre d’une plaque inclinée dans un écoulement. La figure (B.1)
compare les résultats numériques et analytique (La solution analytique est
donnée par l’équation (B.1) [Katz & Plotkin, 2001]). L’erreur représentée sur
la figure (B.2) est faible, il y a donc une bonne précision des résultats. L’erreur
absolue adimensionnalisée est plus importante au bord d’attaque, tandis que
l’erreur relative est plus importante au bord de fuite.

∆Cp = 4
√
L− x
x

α (B.1)
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Figure B.1 – Différence de pression le long de la membrane.

Figure B.2 – Erreur absolue adimensionalisée de la différence de pression
en fonction de la position sur la plaque.
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Le coefficient de portance d’une plaque inclinée statique dépend de son
angle d’incidence α. En effet lorsque l’angle d’incidence augmente, la por-
tance augmente selon une certaine pente, avant de chuter brutalement. Ce
phénomène est appelé le décrochage. D’après la littérature, la théorie des pro-
fils minces valable dans le cas des petits angles [Ramesh et al., 2013] donne
une valeur analytique du coefficient de portance tel que :

Cl = 2π sin(α) (B.2)

D’après l’approximation des petits angles [Granlund et al., 2013] le coef-
ficient de portance peut s’écrire Cl = 2πα. Cette théorie n’est valable que
pour des écoulements qui ne sont pas en situation de décrochage, on sup-
pose donc que l’écoulement reste attaché sur le profil. Sur la figure (B.3) on
compare le coefficient de portance Cl obtenu numériquement en fonction de
la solution analytique dans les deux cas. On constate que les résultats du
modèle obtenus numériquement sont très proches des résultats analytiques
de la littérature. La différence entre les résultats analytiques et numériques
augmente à mesure que l’angle d’incidence augmente. Ceci est dû au fait
que le modèle analytique donné par l’équation (B.2) ne prend pas en compte
les non-linéarités engendrées par la différence de pression dont dépend le
coefficient de portance d’un point de vue numérique.

Figure B.3 – Coefficient de portance en fonction de l’angle d’incidence de
la plaque.

270



Le but de la visualisation de l’écoulement est d’apporter des informa-
tions utiles à la compréhension du phénomène. Elle consiste aussi à déceler
d’éventuelles erreurs en comparant avec des études bibliographiques ou des
solutions analytiques. Des champs de vecteurs définis par les équations 2.35
& 2.36 sont représentés sur la figure B.4. Les lignes de courant sont représen-
tées sur la figure B.5. Ce sont des courbes de l’espace décrivant la trajectoire
d’une particule de fluide en mouvement. Elles possèdent en tout point une
tangente parallèle à la vitesse des particules du fluide.

Figure B.4 – Plaque inclinée statique dans un écoulement, U = 1m/s

Figure B.5 – Lignes de courant représentant le fluide en mouvement.
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B.2 Validation dynamique :
Dans cette partie nous étudions le cas d’une plaque plane dont l’angle

d’incidence α varie dans le temps. On considère donc une plaque avec une
liaison pivot placée dans un écoulement horizontal de vitesse U∞. L’angle
d’incidence varie selon la configuration représentée sur la figure B.6. Ce cas
nous permettra de comparer notre modèle avec les résultats expérimentaux
et numériques de [Ramesh et al., 2013]. La variation d’angle est lissée selon
une loi de commande définie par J.Eldredge, tel que :

α(t) = A
G(t)

max(G(t)) (B.3)

avec A l’angle maximum de la plaque, et G(t) la fonction de lissage.

G(t) = ln
[

cosh(aU∞(t− t1)/c) cosh(aU∞(t− t4)/c)
cosh(aU∞(t− t2)/c) cosh(aU∞(t− t3)/c)

]
(B.4)

Figure B.6 – Évolution de l’angle d’incidence α
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Dans la configuration étudiée sur la figure [B.6] les paramètres numériques
sont tels que l’angle maximum de la plaque vaut A = 25o, le paramètre de
lissage est a = 11, la longueur de la plaque est égale à c = 1 et les temps t1,
t2, t3, t4 sont définis tels que :

— t1 est le temps de départ
— t2 = t1 + durée de la montée
— t3 = t2 + durée de stagnation de l’angle d’attaque
— t4 = t3 + durée de la descente
Cette configuration est utilisée par [Ramesh et al., 2013] où étudie quatre

points critiques sont étudiés. De haut en bas la figure (B.7) de droite repré-
sente les points critiques du flux dans l’ordre (O, H1, H2, D).

— O, Début de la séparation du flux au bord de fuite. Le flux commence
à se détacher de la paroi au niveau du bord de fuite et les tourbillons
se déversent en amont (vert).

— H1, Début de prise. Des tourbillons commencent à se former de plus
en plus au-dessus du bord de fuite (magenta).

— H2, Fin de prise. Après un certain temps, les tourbillons fusionnent
pour donner naissance à un vortex dit de décrochage dynamique (bleu).

— D, Décollement du vortex au bord d’attaque. Le tourbillon bleu se
dirige vers l’aval et lorsqu’il atteint l’extrémité aval de la plaque, un
vortex en bord de fuite est crée (rouge).

La figure B.8 compare les résultats de la simulation avec les résultats
expérimentaux et théoriques de K.Ramesh. Il y a une bonne concordance des
coefficients de portance entre les différentes méthodes et cela surtout entre
les étapes O et H2. Cependant lors de la diminution de l’angle d’incidence
après l’étape H2, la courbe expérimentale de K.Ramesh passe au dessus de la
courbe théorique. De plus, entre les étapes H2 et D il y a un décalage entre
les courbes verte de la simulation, et jaune des résultats expérimentaux de
K.Ramesh. Ceci est sûrement dû au fait que le décrochement amont n’est pas
pris en compte dans notre modèle, ce qui correspond à la troisième étape de
la figure B.7. Or ce décrochement engendre une baisse de pression au dessus
du profil et donc une portance plus élevée.

En conclusion, les résultats numériques concordent plutôt bien avec ceux
de K.Ramesh, et surtout avec les résultats expérimentaux. Ces informations
permettent de valider le modèle numérique de la méthode Vortex. D’une part,
car les hypothèses choisies pour le fluide sont respectées, d’autre part car les
résultats des simulations concordent avec ceux de la littérature.
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Figure B.7 – (A gauche) Évolution de l’angle d’incidence en fonction des
points critiques du flux obtenu par modélisation. (A droite) Visualisation des
vortex le long d’un profil d’aile, source : Rosti et al. [Rosti et al., 2016].

Figure B.8 – Comparaison du coefficient de portance en fonction du temps
des points critiques du flux.

274



Annexe C

Validation du modèle
corotationnel

C.1 Validation statique de la méthode coro-
tationnelle 2D

Dans cette partie, différents efforts seront appliqués sur une poutre console,
c’est-à-dire encastrée à une extrémité et libre de l’autre. Les différents cas qui
vont être traités sont : le cas d’une poutre console soumise à un moment à
son extrémité libre, une poutre console soumise à un effort ponctuel vertical
à l’extrémité libre, et un effort distribué le long de la poutre.

La démarche utilisée afin de résoudre ces cas tests est schématisée par la
figure C.1. En effet, les déformations et déplacements sont exprimés selon les
coordonnées locales et globales et sont mises en relation grâce à la matrice
de transformation [B]. Par la suite on construit un vecteur des forces glo-
bales internes à partir des forces locales q̄. Il est alors possible de procéder à
l’assemblage de la matrice de raideur [K] auquel s’ajouteront les conditions
aux limites adaptées au problème et deviendra alors la matrice [Ks]. La ré-
solution s’effectue par la résolution d’un système à l’aide de la méthode de
Newton-Raphson.
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Figure C.1 – Schéma algorithmique de la méthode corotationnelle 2D en
statique.

Les paramètres structuraux et numériques sélectionnés dans cette partie
sont définis dans le tableau C.1 et seront utilisés durant toutes les étapes de
validation de ce modèle. Ils correspondent à des caractéristiques structurelles
de la membrane à l’échelle 1/20 ème.

Paramètres définition Valeur Unités
E Module de Young 3.109 Pa
ρs Masse volumique membrane 1600 kg/m3

L Longueur membrane 1 m
La Largeur membrane 0.8 m

H Épaisseur membrane 0.003 m
ε Tolerance 10−3 -
n discrétisation spatiale 100 -
dt pas de temps 0.01 -

Table C.1 – Tableau des Paramètres structuraux et numériques de la mé-
thode corotationnelle.
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Cas d’une poutre console soumise à un moment à son extrémité
libre :

Dans ce cas test, une poutre console soumise à un moment M à son
extrémité libre est considérée (figure C.2).

Figure C.2 – Poutre console soumise à un moment à son extrémité libre.

Une valeur de moment critique Mc = 2πEI
L

est définie de telle sorte
que lorsque cette valeur est atteinte la poutre s’enroule sur elle-même en
formant un cercle de rayon R = EI

M
. Soit E le module de Young, I le moment

quadratique en flexion et L la longueur de la poutre définis dans le tableau
précédent (C.1). La figure C.3 représente les configurations de la poutre pour
différentes valeurs de moment tel que M = αMc avec α compris entre 0 et 1.

Figure C.3 – Différentes configurations d’une poutre console soumise à un
moment à son extrémité libre, (n = 100, M = Mc).
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La formule analytique du déplacement vertical de la poutre peut alors
s’écrire sous la forme :

W = R(1− cos θ) = EI

M(1− ν2)

(
1− cos ML(1− ν2)

EI

)
(C.1)

Avec θ = L
R
l’angle centrale de l’arc de cercle formé par la déflection. Cette

formule analytique (équation C.1) donné par P. Khosravi [Khosravi et al., 2007]
est représentée par la courbe rouge sur la figure C.4, elle permet de comparer
les résultats numériques avec la solution analytique. En plus de constater que
les résultats numériques sont en parfait accord avec la solution analytique,
le profil de la courbe obtenu par notre modèle numérique est le même que
celui de P. Khosravi.

Figure C.4 – Moment en fonction du déplacement vertical.
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Cas d’une poutre console soumise à un effort ponctuel vertical à
l’extrémité libre :

Dans ce cas, une poutre console est soumise à un effort ponctuel vertical à
son extrémité libre (figure C.5). Les configurations initiales et intermédiaires
de la poutre sont visibles sur la figure C.6. Les résultats numériques du
déplacement sont comparés à la solution analytique suivante, où F0 est une
force concentrée en x = L. :

y(x) = F0x
2(3l − x)
6EI avec ymax = F0l

3

3EI (C.2)

Figure C.5 – Poutre console soumise à un effort ponctuel F à son extrémité
libre.

Figure C.6 – Configurations initiales et intermédiaires d’une poutre console
soumise à un effort ponctuel à son extrémité libre, (n = 100).
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On remarque sur la figure C.7 que le déplacement vertical est linéaire
pour des charges basses, mais lorsque celle-ci augmente, la courbe devient vi-
siblement non-linéaire. En effet, au fur et à mesure que la charge augmente,
la structure est plus rigide. Ceci est provoqué par la tension de la poutre
dans sa configuration déformée. De plus, à mesure qu’on s’éloigne de l’en-
castrement, on remarque que les résultats numériques ne correspondent plus
exactement à la solution analytique. Ceci est peut-être dû au fait que le mo-
dèle numérique prend en compte des non-linéarités supplémentaires dues à
des effets géométriques.

Figure C.7 – Relation entre effort et déplacement vertical d’une poutre
console soumise à un effort ponctuel à son extrémité libre.
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Cas d’une poutre console soumise à un effort distribué

Soit une poutre console de longueur L soumise à un effort distribué. Les
paramètres géométriques et numériques utilisés dans cette partie sont les
mêmes que ceux utilisés dans les deux cas précédents. La flèche maximale de
la structure à son extrémité libre x = L est égale à :

ymax = F0L
4

8EI (C.3)

La figure C.9 montre clairement une différence entre la solution analy-
tique et les résultats numériques pour une charge supérieur à 0.07 N/m par
élément. Ceci s’explique par le fait que la solution analytique est purement
linéaire alors que le modèle développé prend en compte les non-linéarités de
la structure.

Figure C.8 – Poutre console soumise à un effort distribué.

Figure C.9 – Fleche maximale d’une poutre console soumise à un effort
distribué en fonction de la charge.
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C.2 Validation dynamique de la méthode co-
rotationnelle 2D

On se place désormais dans une configuration dynamique semblable à
celle étudiée par [Thahn Nam, 2012]. Son étude se base essentiellement sur
le choix et l’influence de la matrice de masse pour la résolution du problème
dynamique. En effet, il y expose une nouvelle approche plus efficace que
lorsqu’on utilise une matrice de masse de Timoshenko.

On se propose donc sur la figure (C.10) de comparer nos résultats nu-
mériques avec ceux de L. Thanh-Nam. Soit une poutre console soumise à
une force verticale F0 localisée à son extrémité libre tel que, ~F = F0 sin(ωt),
avec F0 = 10 N et ω = 50 rad.s−1. Soit L = 10 m la longueur de la poutre,
a = 0.5 m sa largeur, e = 0.25 m son épaisseur, E = 210 GPa le module
de Young et ρ = 7850 kg.m−3 sa masse volumique. La discrétisation de la
structure est faite à partir de 48 éléments de même longueur et le pas de
temps dt = 10−4 s.

Les résultats obtenus à partir du modèle numérique que nous avons déve-
loppé concordent bien avec ceux du modèle de L.Thanh-Nam. Les positions
obtenues avec notre modèle au cours du temps concordent avec les valeurs
de l’article. Cependant la simulation a été effectuée sur une courte durée, il
serait alors utile de tester les simulations sur des durées plus longues.

Figure C.10 – Déplacement vertical d’une poutre encastrée-libre en fonction
du temps.
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Annexe D

Comparaison des résultats de
sillage numériques et
expérimentaux

Figure D.1 – Résultats de sillage du modèle numérique (à gauche) et du
modèle expérimental (à droite) : Intensité turbulente (en haut), vitesse axiale
moyenne (au centre) et vitesse verticale moyenne (en bas). U∞ = 1 m/s,
C = 0 kg/s, d = 5%.
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Figure D.2 – Résultats de sillage du modèle numérique (à gauche) et du
modèle expérimental (à droite) : Intensité turbulente (en haut), vitesse axiale
moyenne (au centre) et vitesse verticale moyenne (en bas). U∞ = 1 m/s,
C = 24× 3500 kg/s, d = 12%.
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Annexe E

Spectres des vitesses
fluctuantes avec et sans houle

Figure E.1 – Densité de puissance spectrale des vitesses fluctuantes en
(x, y) = (−2.4L, 0), pour un essai avec courant seul (U∞ = 1 m/s), sans
houle, sans batteur.
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Figure E.2 – Densité de puissance spectrale des vitesses fluctuantes en
(x, y) = (−2.4L, 0), pour un essai avec courant seul (U∞ = 1 m/s), sans
houle, avec batteur.

Figure E.3 – Densité de puissance spectrale des vitesses fluctuantes en
(x, y) = (−2.4L, 0), pour un essai avec courant seul (U∞ = 1 m/s), avec
houle : , fhoule = 0.6 Hz, Hconsigne = 95 mm.
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Annexe F

Spectres du déplacement de la
membrane soumise à différentes
houles

Figure F.1 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 0.85 m/s, d = 4.88 %,
C = 0 kg/s.
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Figure F.2 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 0.85 m/s, d = 4.88 %,
C = 12× 3500 kg/s.

Figure F.3 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 0.85 m/s, d = 4.88 %,
C = 24× 3500 kg/s.
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Figure F.4 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 0.85 m/s, d = 4.88 %,
C = 24× 3500 kg/s.

Figure F.5 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 1.00 m/s, d = 4.88 %,
C = 0 kg/s.
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Figure F.6 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 1.00 m/s, d = 4.88 %,
C = 12× 3500 kg/s.

Figure F.7 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 1.00 m/s, d = 4.88 %,
C = 24× 3500 kg/s.
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Figure F.8 – Transformée de Fourier de la position verticale du bord de
fuite pour différentes fréquences de houle. U∞ = 1.00 m/s, d = 4.88 %,
C = 24× 3500 kg/s.
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