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Introduction générale

Depuis le 199" siécle, le développement considérable des pays industrialisés n’aurait
pu se faire sans consommation d’énergie. La production annuelle globale d’énergie dans
le monde est passée de moins de 12000 TWh en 1900 &, environ, 25000 TWh en 1955,
et a plus de 130000 TWh en 2008 (Jancovici & Grandjean 2006). Aujourd’hui encore la
croissance économique, le développement des pays pauvres et la croissance démographique

sont indissociables de 'augmentation de la consommation d’énergie.

On comprend donc 'importance de la diminution des besoins en énergie des étres hu-
mains. Une partie de cette diminution peut venir de l'efficacité énergétique qui consiste
a diminuer les pertes des appareils afin qu’ils consomment moins d’énergie en rendant
les mémes services. Environ 13.5% de 1'énergie consommée en Europe (27 pays) sert a
produire de 'électricité. Ce pourcentage devrait augmenter a l'avenir : le pétrole et le
gaz se raréfiant, une partie de la consommation concernant le chauffage et les transports
devrait se reporter sur I’électricité (pompes a chaleur, transports en commun électriques,
véhicules électriques). D’autre part, les sources d’énergie alternatives aux énergies fossiles
(renouvelables et nucléaires, tant la fission que la fusion) servent généralement a produire
de I'électricité. On comprend donc I'importance de l'efficacité énergétique des appareils
électriques. C’est dans ce contexte que se situe notre travail.

La majeure partie de la consommation d’électricité des pays industrialisés est due a des
moteurs électriques. Dans 'industrie et les services, ils sont responsables respectivement de
69% et 38% de la consommation d’électricité (Hanitsch 2002). La consommation d’énergie
due aux moteurs électriques dans I’Union européenne en 2015 est estimée a 721 TWh par
an pour U'industrie et & 242 TWh par an pour le secteur tertiaire (de Almeida et al. 2000).
Sur dix ans, les pertes d’'une machine a 4 poles, 11 kW ayant un rendement standard de
87.6 % fonctionnant 10h par jour a pleine charge, représentent 56800 kWh ; cela signifie
que ces pertes seront plus cotiteuses que le prix d’achat de la machine (Saidur 2009). La
consommation d’énergie des moteurs électriques représente environ 36% de la consomma-
tion annuelle européenne d’électricité (2650 TWh). L’utilisation de moteurs électriques a
haut rendement réduirait potentiellement la consommation d’électricité de 35.6 TWh par
an en Europe, voire de 127 TWh avec des variateurs de vitesse (de Almeidaa & Fonsecaa
2003) ; soit pres de 5% de la consommation d’électricité. Diminuer les pertes des moteurs
électriques est donc trés important dans le contexte énergétique. D’autre part, la consom-
mation d’énergie primaire nécessaire a la production d’électricité diminuerait si les pertes
des alternateurs diminuaient.

Les pertes des machines tournantes électriques sont dues pour une large part aux

vil



viii Introduction générale

pertes fer dans le circuit magnétique. Les toles magnétiques utilisées sont, dans la grande
majorité des cas, des toles a grains non orientés (NO). Les toles a grains orientés (GO),
dont les performances sont nettement supérieures, ne sont utilisées que dans les trans-
formateurs et les machines tournantes de forte puissance (plusieurs centaines de MW).
En effet, les performances des téles GO sont meilleures uniquement lorsque 'induction
magnétique est dans une direction proche de la direction de laminage (DL). Comme les
machines électriques sont caractérisées par un champ tournant, 1'utilisation de toles GO
est moins avantageuse. Les machines de forte puissance utilisent des toles GO découpées
en secteurs e.g (Belobrajic 2000) mais cette méthode n’est pas intéressante pour les petites
et moyennes machines a cause de la découpe et de 1’assemblage ; elles utilisent donc de
I’acier NO. Aussi, il parait opportun de trouver une technique permettant de profiter des
bonnes performances des toles GO dans les machines de petites et moyennes puissances
méme si elles sont plus cotiteuses a fabriquer.

L’étude présentée dans ce mémoire concerne une technique qui permet d’utiliser I’acier
GO pour la fabrication de moteurs a haut rendement. En effet, le marché de ce type de
machine est de plus en plus large car les standards de rendement deviennent de plus en
plus exigeants, certains étant obligatoires dans plusieurs pays, ce qui représente un marché
potentiel pour ce type de machine (de Almeida 1998). D’autre part, cette étude donne
des nouvelles perspectives pour 'application de ’acier GO. Le principe proposé et étudié
dans ce mémoire représente une toute nouvelle application pour ce matériau.

Le chapitre 1 nous présente le contexte du projet, la technique actuelle de fabrication
de moteurs électriques ainsi que les différents facteurs qui influencent leur rendement.
Nous développerons ensuite les différents caractéristiques de ’acier magnétique ayant une
influence sur les performances de ces derniers. Nous verrons enfin les applications des dif-
férentes nuances d’acier existantes sur le marché et les caractéristiques de celles utilisées
pour les expérimentations. Cette caractérisation est basée sur des essais réalisés par nos
soins au cadre Epstein.

Ayant établi le contexte du projet, le chapitre 2 expose le principe de décalage des toles
GO. Le principe proposé consiste & décaler les toles superposées de maniére & offrir au flux
magnétique, quelle que soit la zone considérée du circuit magnétique, un trajet proche de
la DL. Cela signifie que le flux se réparti naturellement dans ’empilement de toles selon
le principe de minimisation de I’énergie. Des essais préliminaires a ce travail (Hihat et al.
20100), réalisés sur des disques empilés, ont permis de valider le principe et de déposer
un brevet (Brudny et al. WO 2009/030779 A1). Toutefois, il valait mieux comprendre le
comportement de la structure décalée GO afin de mettre au point et d’optimiser la tech-
nique, vérifier son efficacité sur de vraies machines, quantifier les performances, mieux
comparer les résultats a ceux obtenus avec des toles NO et envisager les conséquences sur
la fabrication des machines. Ce principe est tout d’abord testé a ’aide de prototypes de
noyaux magnétiques en champ unidirectionnel. Ces expérimentations montrent que pour
la méme masse de fer, un circuit magnétique présente moins de pertes fer et une réduc-
tion du courant magnétisant comparé a un circuit magnétique conventionnel a base de NO.

Afin de comprendre les résultats globaux mesurés, un modéle basé sur un réseau de
réluctances non-linéaires est utilisé. Le modéle montre la répartition locale du flux ma-
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gnétique, qui est a 'origine des performances globales du circuit. Les résultats du modéle
permettent de définir la meilleure configuration pour la structure décalée.

Le chapitre 3 concerne I'analyse des performances de ce décalage en champ tournant.
Les différences essentielles, quant aux pertes fer, suivant qu’une structure est soumise a
un champ unidirectionnel ou tournant sont exposées. Les expérimentations sont réalisées
sur des prototypes appelés "Moteurs statiques" excités en triphasé ayant une géomé-
trie proche de celle d’'une machine tournante. Les résultats obtenus en champ tournant
confirment ce qui a été mesuré avec les prototypes en champ unidirectionnel : méme en
champ tournant, la superposition des directions de haute et basse perméabilité permet de
globalement augmenter les performances du circuit.

Les résultats d’expérimentations sur des machines réelles sont exposés au chapitre 4. La
facon de réaliser des circuits magnétiques statoriques des machines qualifiées de machines
GO est présentée. Le principe de prédétermination des caractéristiques de ces machines
mettant le principe de séparation des pertes est développé conformément & ce que préco-
nise la norme IEC. Il apparait que la machine GO permet une augmentation sensible du
rendement d’'une machine de petite et moyenne puissance.

Finalement, une analyse des perspectives sur la suite de ce travail est réalisée. Elle
concerne le bruit magnétique et 1'utilisation d’une nuance GO plus fine ou de haute per-
méabilité.
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Abréviations

Tole ou acier NO : Tole ou acier a grains Non-Orientés
Tole ou acier GO : Tole ou acier & Grains Orientés

DL : Direction de Laminage

DT : Direction Transverse

DN : Direction Normale

Alphabet latin

b-

b : Induction magnétique

by : Induction globale

b; : Induction locale

b + Induction tangentielle dans la culasse
b3, : Induction normale dans la culasse

b. : Induction d’entrefer

b : Induction culasse

bS

c(tf)

bS

cext

: Induction dans le tube de flux

: Induction a 'extérieur de la culasse
b3, : Induction normale

by : Induction tangentielle

Z:) : Induction magnétique créte

b, : Induction créte & saturation

139 : Induction globale créte

131 : Induction locale créte

lA)p : Induction créte équivalente en parallele
136 : Induction créte d’entrefer

bM : Induction créte d’entrefer moteur

Ai : Induction créte culasse

bs_. : Induction créte a extérieur culasse

cext
b?, : Induction normale créte

Bitg : Induction tangentielle créte
b : Vecteur d’induction

Eg : Vecteur d’induction culasse
l;z : Vecteur d’induction rotor

< b > : Induction Moyenne

<l;e(pd)> : Induction moyenne dans un pas dentaire

<Ed> : Induction moyenne dans la dent
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S> Induction créte moyenne dans la culasse

< > Induction créte moyenne dans la rotor
-C-
C, C

h, C1 et (5 : Constates expérimentales
C(E%d)y ) : Constante pertes dynamiques champ unidirectionnel
z)

: Constate pertes statiques champ unidirectionnel
) : Constante pertes statiques d’un volume dV*
C'/((jy) : Constante pertes dynamiques champ unidirectionnel
C((ZL ) Constante pertes dynamiques champ unidirectionnel
) Constante pertes statiques champ unidirectionnel
C’é((% : Constante pertes statiques champ unidirectionnel

) Constante pertes statiques champ unidirectionnel

CcB® . Constante pertes totales dynamiques tangentielles en champ tournant

CB~) Constante pertes totales dynamiques normales en champ tournant

d : Epaisseur des toles
D, : Diamétre extérieur
D;,: : Diamétre intérieur
Dge @ Diametre d’alésage
dR? : Epaisseur paliers
da® . Angle différentiel
d® : Référence spatiale
dV?® : Différentiel de volume
d® : Reéférence spatiale
dS : Elément différentiel de surface
-
Espire © f.6.m spire
e : Epaisseur d’entrefer
€iso - Epaisseur isolant
e, : Tension impédance magnétisante
FEq : Entrée bobinage phase ¢
o : L.e.m Enroulement Auxiliaire
e, : f.e.m impédance magnétisante
E, : Valeur efficace de ¢,
E, : fean de I'impédance magnétisante
€pop - f.e.m induite sur un pole
epop—1 - Fondamental de ey, & 50 Hz
Crob—1 - Valeur créte de epop—q
pe : f.e.m bobinage de controle
epe—1 . Fondamental e,
€pe—1 : Valeur créte du fondamental de ep._;
Espire : f.e.m spire Créte
E? . : Epaisseur totale statorqie
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E’. : Epaisseur totale rotor

-f-

f @ fréquence d’excitation

—g-

GOs : Acier M 130-30 S

GOs5 : Acier M 140-35 S

(GO353° : Couronne statorique fabriquée avec GOs5 et décalée de (3°
(G O03590° : Couronne statorique décalée de 90°

(GO3560° : Couronne statorique décalée de 60°

(GO3545° : Couronne statorique décalée de 45°

(GO3530° : Couronne statorique décalée de 30°

(GO3500° : Couronne statorique décalée de 00°

GO3y3° : Moteur statique fabriqué avec GOs5 et décalé de [3°
GO3590° : Moteur statique décalée de 90°

GO290° : Moteur asynchrone dont le stator est fabriqué avec GOss et décalé de 90°
GO260° : Moteur asynchrone décalé de 60°

gtg - Constante géométrique tangentielle

gn : Constante géométrique normale

“h-

h : Champ magnétique d’excitation

h: Champ magnétique d’excitation créte

ng : Champ magnétique d’excitation global créte

iLl : Champ magnétique d’excitation local créte

pr : Champ magnétique d’excitation équivalent en paralléle

h : Vecteur de champ magnétique

< h > : Champ d’excitation moyen

H. : Champ coercitif

hfer : Hauteur du circuit magnétique

h¢ : Hauteur culasse

h¢ : Hauteur rotor

h; : Hauteur dents

HGO93 : Acier M 85-23 P

HGOgO : Acier M 105-30 P

HGOs5 : Acier M 125-35 P

HGO3,90° : Moteur statique fabriqué avec HGOgy décalé de 90°
HGO3590° : Moteur statique fabriqué avec HGOq3 décalé de 90°
HGO3;90° : Moteur statique fabriqué avec HGO3s5 décalé de 90°
HGOZ5_,5,90° : Moteur statique HGO3390° a partir de HGO3,90°
“i-

ip : Courant bobinage primaire

i, : Courant efficace bobinage primaire

ts : Courant bobinage secondaire

I,, - Courant efficace bobinage secondaire
i;, - Courant magnétisant

i, : Courant magnétisant actif

i, » Courant magnétisant réactif

E’N

: Courant magnétisante efficace
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I, : Courant magnétisante réactive efficace
I,,, : Courant magnétisante active efficace
i, : Indicateur de I'écart type

ip1 : Courant primaire maquette 1

ip2 + Courant primaire maquette 2

is : Courant statorique

I, : Courant efficace statorique

I,.. : Courant efficace a rotor calé

I, : Courant efficace a vide

I : Courant eflicace rotorique ramenée au stator
M

i, : Courant d’alimentation phase ¢

-j-

j : Coordonnée verticale

Js @ Polarisation magnétique a saturation

J. : Polarisation magnétique sens x

Jy : Polarisation magnétique sens y

7 : Module de la polarisation magnétique

k-

k3 Coefficient de foisonnement

k* : Coefficient de bobinage

k' . Coefficient de Kapp

K (sf)) : Constante champ unidirectionnel

Kj((zzl) : Constante pertes dynamiques champ unidirectionnel
ng(?;z’p) : Constante pertes tangentielles champ tournant

lfer » Longueur de fer

l, : Inductance de fuite primaire

[ : Longueur moyen de fer

L, : Inductance Magnétisante

ls - Inductance de fuite statorique

lo : Inductance de fuite bobinage auxiliaire

Il : Inductance de fuite rotorique ramenée au stator
L}, : Inductance magnétisante en champ tournant
[, Largeur moyenne dent

13, : Longueur de fer

[60; : Emplacement bobine exploratrice 1 GO3560°
190, : Emplacement bobine exploratrice 1 GO3590°
160, : Emplacement bobine exploratrice 2 GO3560°
190, : Emplacement bobine exploratrice 2 GO3590°
m-

M, : Point M
m : Rapport de spires
_n_

n : Nombre de toles pour une période spatiale de décalage
n, : Nombre de spires bobinage primaire
ns : Nombre de spires bobinage secondaire



XV

n- : Conducteurs en série par phase
N : Nombre de mesures moyennées
: Nombre de conducteurs par encoche du bobinage auxiliaire
: Nombre de conducteurs par encoche du bobinage statorique
N? : Nombre de dents statoriques
ngys - le nombre total de volumes dV*
NQOss5 : Acier M 235-35 A
NOsg : Acier M 400-50 A
NQOgs : Acier M 700-65 A
NO, : Moteur statique fabriquée avec NOs
NOZ,00° : Moteur statique NOsy décalée de 00°
NOZL,90° : Moteur statique NOsy décalée de 90°
NOj3; : Moteur statique NOss
NOsshypo : Moteur statique hypothétique NOss
NOX60° : Moteur asynchrone dont le stator est fabriqué avec NOsq et décalé de 60°
N Oé‘g : Moteur asynchrone dont le stator est fabriqué avec NOgs
N, : Point arbitraire N
—o-
O : Axe central statorique
p-
p : Nombre de paires de poles
Prer : Pertes fer totales
Py, : Pertes statiques
P.;, : Pertes classiques
P... : Pertes par excés
P, : Pertes spécifiques
prer : Pertes fer totales par cycle
Psta - Pertes statiques par cycle
Payn : Pertes dynamiques par cycle
P, : Pertes locales
P, : Pertes massiques locales
P, : Pertes massiques locales moyennes
Py, :Pertes fer totales en champ tournant
P, : Pertes statiques champ tournant
P . : Pertes par excés champ tournant
o - Pertes classiques en champ tournant
Pl : Pertes statiques par cycle en champ tournant
Payn : Pertes dynamique par cycle en champ tournant
Pfer  Pertes totales par cycle en champ tournant
P.. : Pertes totales a rotor calé
Pm : Pertes mécaniques
Pete - Pertes constantes
ps : Pertes enroulements statoriques
Pye : Pertes fer machine asynchrone
P, : Pertes totales a vide
Py : Pertes totales machine 1
Py : Pertes totales machine 2
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P, : Puissance d’entrée

P, : Puissance utile

Ps : Puissance d’entrefer

pr : Pertes enroulement rotorique
Py : Pertes totales

Pj((;) : Pertes totales dynamiques champ unidirectionnel
yn)

Pjgit) : Pertes totales statiques champ unidirectionnel
Psvs(dyn) © Puissance dV°

Dspire : Puissance Spire

;;3(:?3”) : Pertes totales dynamiques tangentielles en champ tournant

Pavs(dyn) © La puissance due aux effets dynamiques consommeée par dV*

Pavs(sta) - Pertes statiques d’un volume dV*

PC/(SC(l;i ) Puissance totale dynamique

Psvs(stat) - Pertes fer statiques volume 6V¢
P/s(z)

c(stat)
Psvg (dyn) © Puissance dynamique tangentielle d'un élément §V'*

sy : Puissance dynamique normale d’un élément 0V*
Vn(dyn)

Pavg, (dyn) - Puissance dynamique tangentielle d’un élément dV*

. Pertes statiques champ unidirectionnel

Pavs Puissance dynamique normale d'un élément dV*

Pave, Puissance dynamique

P;Ez;z : Pertes totales dynamiques normales en champ tournant
P;f(?t)a) : Pertes tangentielles statiques en champ tournant (stator)
P;EEZ) : Pertes normales statiques en champ tournant (stator)
P;S’(:;n) : Pertes tangentielles dynamiques en champ tournant (stator)
P;S’(jt)a) : Pertes tangentielles statiques en champ tournant (rotor)
P;E;;g : Pertes normales statiques en champ tournant (rotor)
P;Ei’;) : Pertes normales statiques en champ tournant (rotor)

-

q : Phase

Qo : Puissance réactive a vide

Q.. : Puissance réactive rotor calé

Q,, : Puissance réactive consommée par L,
_I‘_

Ry - Rayon point M

R0y + Rayon moyen

rp : Resistance primaire

R, : Résistance des pertes fer

Ry : Réluctance de la position k

Ry, ; : Réluctance de la position (k, j)
R, : Réluctance d’entrefer

Ry : Rayon d’alésage

rs : Résistance statorique

r, : Résistance bobinage auxiliaire

7! . Résistance rotorique ramenée au stator
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R; : Résistance pertes fer en champ tournant
R,, : Rayon moyen dent
R, : Rayon rotorique
! . Résistance rotorique ramenée au stator
x! : Réactance de fuite rotorique ramenée au stator
R,, : Résistance permettant de caractériser les pertes fer
Ts(0) Valeur mesurée de résistance statorique
rs . Valeur corrigée de résistance statorique
R,, : Résistance équivalente rotorique et magnétisante
R; : Résistance totale équivalente
Tspire - Résistance Spire
Ri 0y ¢ Rayon moyen culasse
5+ + Rayon Extérieur culasse

ext
5. - Rayon intérieur stator

cint

R}, + Rayon moyen culasse fictive
Ry, + Rayon moyen rotor fictif

R? : Coordonnée radiale
S . 3
R; , : Rayon interne
T . ]
Ry - Rayon moyen rotorique
"¢ . Rayon rotorique extérieur

ext
v+ » Rayon rotorique intérieur

int
s
S : Section circuit
Ster : Puissance apparente
Sq : Sortie bobinage phase ¢
Spa : Surface d'un pas polaire
Sy : Surface d’une dent
S, : Surface polaire
s : Glissement
Sem @ Section circuit magnétique
siy + Section du tube de flux
s1 : Conducteur statorique 1 (entrée)
s'1 : Conducteur statorique 1 (sortie)
t-
Tloy : Température de mesure
T : Température de correction a charge
-
us : Tension composée statorique
U, : Tension composée d’alimentation efficace
Use. : Tension composée efficace rotor calé
—v-
v, : Tension bobinage secondaire
Vs : Tension efficace bobinage secondaire
v, : Tension bobinage primaire
0, : Tension primaire créte
vg1 : Tension primaire maquette 1
Vo : Tension primaire maquette 2



Xvili

Glossaire

Vs : Tension efficace statorique
M

v, : Tension simple d’alimentation phase ¢
_X_

Xini © Valeur initiale de X,

xs : Réactance de fuite statorique

Tgni - Réactance de fuite statorique initialle

X, : Réactance magnétisante

X, : Réactance équivalente rotorique et magnétisante
X, : Réactance totale équivalente

X, : Réactance magnétisante

_y_

y : Population étudiée

Y, : Admittance rotorique et magnétisante

y® : Coordonnée radiale culasse fictive

y** : Rapport entre le diamétre intérieur et extérieur de la culasse
y™* : Rapport entre le rayon intérieur et extérieur dans le rotor
_Z_

z : Référence perpendiculaire

Z, : Impédance rotorique

Z,; » Impédance totale équivalente

Alphabet grec

_a_

« : Angle entre I'induction et la direction de laminage
ayp, - Angle entre la DL et la direction tangentielle

o® : Abscisse angulaire

- ﬁ_

0 : Angle décalage

-0-

0% : Déphasage temporaire

A0 : Angle différentiel

0V* : Volume élémentaire

A Py1o : Différence des pertes entre Pyq et Pyro

_E_

€® : fmm entrefer

€¢ . fmm créte d’entrefer

_”7_

1 : Rendement moteur

-6-

0 : Référence polaire

0° : Coordonnée angulaire statorique

_ILL_

w1 Perméabilité

- - Perméabilité relative

o : Perméabilité du vide

(-, : Perméabilité suivant la direction normale

Lfer + Perméabilité du fer

p® : Perméabilité matériau stator
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_f_

¢ 1 Coefficient de Steinmetz

-p-

p : Résistivité électrique

-

o : Conductivité électrique

Oype : Bcart type

-

(¢e) : Flux moyen d’entrefer

¢§ : Flux circuit magnétique

@i Flux du tube de flux

X-

X : Angle de restriction pour le flux
_77/]_

1qq + Flux embrassé par la phase ¢ du bobinage auxiliaire
v, : Flux enroulement primaire

\ifp : Flux enroulement primaire créte
Vgpire + Flux spire

-

w : Fréquence angulaire

Autres symboles

R : Reéluctance tube de flux

R : Réluctance équivalente

o5 Longueur de fer
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Machines électriques et circuits
magnétiques

Ce chapitre précise le contexte de I’étude. Une présentation des différentes pertes
qui apparaissent dans une machine asynchrone ainsi que leur classification, d’apreés les
différentes normes internationales en vigueur, introduit ce chapitre. Afin de montrer I’ori-
ginalité du projet, nous nous proposons ensuite de faire le point sur les applications des
différentes nuances d’acier magnétique doux qui se trouvent sur le marché. Cette présen-
tation résulte de ’analyse de plusieurs brevets internationaux et de publications récentes
sur le sujet. Finalement, des concepts clefs sur les pertes fer ainsi que les caractéristiques
des différentes nuances utilisées dans la fabrication de circuits magnétiques sont présentés.
Ces caractéristiques sont, d’une part, données par le fabricant, et d’autre part, mesurées
par nos soins sous des conditions spécifiques a l'aide du cadre Epstein normalisé. Cette
caractérisation nous permet d’obtenir des informations supplémentaires a celles données
par les fournisseurs.

1.1 Les machines électriques et leurs pertes

1.1.1 Circuit magnétique

Le but de cette étude est le développement d'un circuit magnétique utilisant des
toles GO qui sont peu employées dans les machines tournantes, notamment de petites
et moyennes puissances. Il est donc intéressant de faire le point sur les techniques ac-
tuelles de fabrication de ces circuits. Leurs principales fonctions sont ’établissement aisé
du flux magnétique, le maintien des conducteurs, la conduction thermique entre conduc-
teurs et zones de refroidissement et, finalement, la capacité d’assurer la rigidité mécanique
de la structure. Pour cela, le circuit magnétique doit avoir de bonnes caractéristiques ther-
miques, magnétiques et mécaniques.

Pour établir, en termes de pertes fer, une classification des machines, nous ne consi-
dérerons que le régime permanent établi. Il existe deux principaux types de machines
tournantes : & courant continu et a courant alternatif. Dans le premier cas le champ ma-
gnétique dans le stator est principalement statique. Les pertes fer sont donc faibles et
elles sont dues essentiellement aux effets de denture (papillotement des lignes de champ).
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Dans ce type de machine, on utilise de I'acier NO d’une épaisseur de 0.65 mm a 3.5 mm.
En considérant les machines traditionnelles, il apparait que stator et rotor des machines
asynchrones, stator des machines synchrones et rotor des machines a courant continu,
sont soumis a une induction fondamentale variable. Cette derniére engendre des pertes fer
relativement importantes auxquelles s’ajoutent les pertes fer "haute fréquence" liées aux
effets de denture. Ces pertes HF apparaissent également au niveau du rotor des machines
synchrones. Afin de réduire les pertes fer, on utilise des circuits magnétiques feuilletés
avec des toles au silicium de faible épaisseur (moins de 1mm)?!. Les toles magnétiques le
plus souvent utilisées sont les NO classées par la norme (EN10106 1996). Dans la suite
de ce mémoire nous ne nous intéresserons qu’aux machines tournantes a courant alterna-
tif qui seront qualifiées de "machines tournantes AC" ou tout simplement "machines AC".

Les toles GO ne sont que rarement employées dans la construction de machines tour-
nantes a cause des changements de direction des lignes d’induction. Cependant, concernant
les machines de grande puissance (générateurs hydroélectriques ou turbogénérateurs),
I'utilisation des toles segmentées étant obligatoire & cause des dimensions des machines
(supérieures a celles des plaques délivrées par les fournisseurs), 'utilisation de toles GO
placées dans le sens du flux devient rentable, et est méme préconisée dans certains cas
pour des questions de transport.

Les toles découpées et isolées? sont empilées pour former la piéce magnétique (stator
ou rotor). L’empilement est ensuite pressé afin de réduire le foisonnement a une pression
minimale de 160 MPa. Ce pressage est ensuite généralement maintenu par des tiges isolées
externes au circuit magnétique (Brutsaert & Laloy 2006a). La majorité des constructeurs
imprégne ’ensemble du stator et du bobinage par trempage, sous vide et pression, avec
une résine époxyde. Cela permet une parfaite compacité de I'isolation, d’oli une résistance
aux tensions de choc ainsi qu’'une isolation aux agents extérieurs, notamment a I’humidité,
et aux efforts électrodynamiques en court-circuit.

Les toles sont généralement découpées en une seule piéce si le diameétre extérieur n’est
pas trop important (1.25m maximum), chacune d’elles ayant la forme d’une couronne
circulaire (figure 1.1). Si le diameétre est trop grand, les toles sont découpées en segments
et sont ensuite empilées et assemblées. En régle générale, on évite la découpe en segments
car elle est onéreuse et chronophage. Chaque tdle a plusieurs encoches dans lesquelles
le bobinage est placé, elles peuvent étre découpées en méme temps que la couronne ou
aprés. Dans les machines de haute puissance, les toles sont groupées en paquets de 35 a
50 mm d’épaisseur. Ces derniers sont séparés par des canaux de ventilation de 4 & 10 mm
de largeur (Brutsaert & Laloy 2006b).

1.1.2 Pertes dans les machines tournantes AC

Il existe différents types de pertes dans les machines AC, dont cinq principaux :

1. Voir section 1.3
2. Plus de détails a propos de l'isolation des toles a la section 1.2.1
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Rainures pour l'emplacement
des tiges de maintien

FIGURE 1.1 — Tole statorique d’une machine triphasée asynchrone de 10 kW a deux paires
de poles.

1. Pertes fer : Elles représentent 1’énergie consommeée a cause de la présence du champ
magnétique variable dans le circuit magnétique (ce sujet sera développé davantage
dans la section 1.3). Ces pertes peuvent étre réduites avec I'utilisation de toles plus
fines, ce qui entraine une réduction des courants induits. Une autre possibilité est
d’utiliser des circuits magnétiques avec des dimensions plus importantes, ce qui
permet, pour une méme puissance mécanique, d’avoir un niveau d’induction moins
important dans le circuit magnétique réduisant ainsi les pertes associées. Dans cette
étude, on propose une technique de réduction des pertes fer en utilisant de l'acier
a haute perméabilité, qui se caractérise par des pertes moins importantes et une
consommation réduite d’ampére-tours par le fer.

2. Pertes par friction et ventilation : Ces pertes sont dues aux frottements dans
les roulements ou paliers et a la friction avec 'air. Ces pertes peuvent étre réduites
avec |'utilisation de roulements haut de gamme et avec une amélioration dans la
conception du systéme de ventilation. Dans les moteurs a haut rendement, la ré-
duction des pertes méne & un échauffement moins important, et donc & des besoins
de refroidissement moins exigeants par rapport aux machines conventionnelles. Ceci
permet I’emploi de ventilateurs moins volumineux et donc des pertes par ventilation
moins importantes.

3. Pertes par effet Joule statoriques : Elles représentent les pertes dues a la ré-
sistance des enroulements statoriques. Ces pertes peuvent étre réduites par I’emploi
d’une section de conducteurs plus importante, ce qui méne a une réduction de la
résistance des enroulements et donc & une réduction des pertes.

4. Pertes par effet Joule rotoriques : Ce sont les pertes dans les enroulements ou
barres rotoriques des machines asynchrones ainsi que dans les inducteurs bobinés
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des machines synchrones. La réduction de ces pertes peut étre réalisée en utili-
sant des conducteurs rotoriques de section plus importante ou par 1'utilisation de
matériaux moins résistants dans leur fabrication (e.g cage en cuivre pour moteur
asynchrone (Casteras et al. 2007)).

5. Pertes supplémentaires : Il existe d’autres pertes supplémentaires qui résultent
d’effets assez mal maitrisés. Par exemple, il est possible de citer celles produites par
effet de denture qui sont le produit de courants induits & haute fréquence (Brudny
1997). D’autres sont dues au flux de dispersion des courants de charge (Fitzgerald
et al. 1990).

Des méthodes pour la réduction de pertes qui viennent d’étre énumérées sont pré-
conisées par la Washington State Energy Office et sont décrites dans le Energy-efficient
electric motor selection handbook (McCoy et al. 1993).

1.1.3 Le rendement des moteurs asynchrones

Le principe d’assemblage des toles GO proposé dans cette étude a pour objectif d’aug-
menter le rendement des moteurs AC. Il est donc intéressant de savoir quelles sont les
normes en vigueur au niveau mondial pour ces machines tournantes. Ceci donne une idée
du marché potentiel d’'une machine mettant en ceuvre ce principe et, notamment, des
perspectives au niveau des applications possibles.

Les moteurs a haut rendement sont des machines tournantes qui transférent la méme
puissance mécanique qu’'une machine conventionnelle mais elles présentent moins de pertes.
Les machines conventionnelles sont moins chéres & ’achat. Toutefois, leur exploitation est
onéreuse a cause de leur bas rendement. Cela les rend aussi moins écologiques vis-a-vis
des émissions de COy qu’implique la production d’électricité. Il existe plusieurs normes
internationales pour classer les machines en terme de rendement (Corino et al. 2008).

En Europe, le Comité Européen de Constructeurs de Machines FElectriques et d’Elec-
tronique de Puissance (CEMEP) a défini un classement pour les moteurs électriques en
1998 qui présente deux indices : "haut" (High) et "bas" (Low). Les moteurs qui ont un
rendement inférieur a I'indice bas sont classifiés comme EFF3. Ceux qui ont un rendement
intermédiaire ont la classification EFF2 et ceux qui sont au dessus de I'indice "haut" sont
classifiés comme EFF1. La différence entre les pertes d’'un moteur EFF1 et EFF2 est de
40% et entre EFF2 et EFF3 de 20%. Les moteurs EFF3 sont connus comme "Moteurs a
bas rendement" (Low efficiency motors), ceux de la classification EFF2 comme "moteurs
a rendement amélioré" (Improved efficiency motors) et les EFF1 comme "moteurs a haut
rendement" (High-efficiency motors?).

Dans d’autres pays, les normes IEEE 112B et la CSA390 sont utilisées pour imposer
(ou pour conseiller) des niveaux de rendement minimum des machines produites ou im-
portées dans les pays. Ces normes sont également utilisées pour homogénéiser la fagon

3. Les termes en italique correspondent aux qualificatifs anglais utilisés dans la norme.
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Normes similaires

IEC60034-30 Europe CEMEP US EPAct
dans d’autres pays
Standard TE1 EFF2 — AS Australie
Haut  rendement MEPS Corée
IE2 EFFL NEMA IS Inde
JIS Japon
Premium [E3 - NEMA premium NBR Breésil
GB/T Chine

Tableau 1.1 — Equivalences des normes internationales.

kW 1IE1 IE2 IE3
3 81.5% 85.5% 87.7%
11 87.6% 89.8% 91.4%
90  93% 94.2% 95.2%

300 94%  95.1%  96%

Tableau 1.2 — Exemples de valeurs de rendement pour des moteurs asynchrones a 4 poles
triphasés a cage, alimentés a 50 Hz selon la norme (IEC-60034-30 2008).

dont on estime le rendement afin que celui-ci puisse étre comparé. Aux Etats-Unis, par
exemple, le congrés a décidé d’imposer a partir de 'année 2011 la catégorie NEMA Pre-
mium comme standard obligatoire pour le territoire américain. En Australie, la loi oblige,
depuis juin 2006, le niveau EFF1 (Saidur 2009). Dans I'Union Européenne, le niveau de
rendement minimum est [E2 & partir de juin 2011 et IE3 a partir de 2015 (réglement (CE)
No 640/2009).

Vu la diversité de normes dans les différents pays et afin d’homogénéiser la fagon dont
les machines sont classées, la International Electrotechnical Commission (IEC), dans la
norme [EC 60034-30, a défini un nouveau classement : "Standard" (IE1), "haut rende-
ment" (IE2) et "Premium" (IE3). Le tableau 1.1 présente les équivalences au niveau des
principales normes internationales. Le tableau 1.2 donne quelques exemples de rendement
pour la norme TEC 60034-30. Les moteurs ayant un rendement entre la limite "IE1" et
"TE2" sont classés comme "Moteurs standard", ceux entre "IE2" et "IE3" comme "Mo-
teurs & haut rendement" et, au-dela de "IE3", comme "Moteurs a rendement Premium".

Il existe un autre facteur qui augmente la surconsommation d’énergie électrique des
moteurs : souvent les moteurs sont surdimensionnés pour des applications données, ce
qui entraine des rendements moins importants et des facteurs de puissances moins bons.
Cela signifie que le rendement d’une machine devrait étre étudié pour plusieurs valeurs de
charge (cycles normalisés) et non seulement pour sa valeur a la charge nominale (de Al-
meida et al. 2003).
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1.2 Les aciers magnétiques

Afin d’aborder cette étude, il est fondamental de connaitre les propriétés des diffé-
rentes nuances d’acier qui existent sur le marché, ce qui conditionne leur fabrication ainsi
que leurs domaines d’application.

1.2.1 Fabrication

La fabrication de I'acier magnétique commence par le traitement du minerai de fer,
qui, a 'origine, contient plusieurs éléments en plus du fer comme le carbone, le phosphore,
le soufre et le silicium. Le processus de fabrication commence par I’enlévement ou l'ajout
de certains éléments en fonction de l'utilisation finale. La plupart du carbone est enlevée

et 'ajout de certains additifs donne des caractéristiques spécifiques au produit fini (Be-
ckley 2002).

La présence des additifs a plusieurs conséquences. Le silicium, par exemple, augmente
la résistivité p des toles réduisant ainsi les pertes par courants induits. Il a aussi une
influence négative sur la polarisation créte a saturation J, et la dureté (il rend la tole
plus fragile). L’aluminium, qui favorise l'orientation des grains, a aussi un effet négatif
sur J, (Barros et al. 2005). Du point de vue du physicien, la saturation correspond a
I’état dans lequel tous les moments magnétiques du matériau sont orientés dans le sens de
I’aimantation, ce phénomeéne se produit & des champs magnétiques trés forts, difficiles a
atteindre en pratique. Du point de vue du technicien en génie électrique, I'induction créte
de travail pratiquement utilisable est d’environ 80% de celle définie précédemment (Bris-
soneau 1997). A cause de cette particularité, il est courant de comparer les différentes
nuances par leur polarisation a une valeur donnée de champ d’excitation : pour les toles

GO (800A/m) et les NO (2.5kA/m, 5kA/m et 10kA/m).

b)) 94~
g
~
9]
1.6
0 f f f f .
0 |
0 4 8 0 5 10
Elément (%) Elément (%)

FIGURE 1.2 — (a) Résistivité p; (b) Polarisation magnétique a saturation .J,.
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Les figures 1.2* (a) et (b) présentent respectivement les lois d’évolution de p et de
J, a température ambiante de quelques alliages de fer du type Si (Silicium), Al (Alumi-
nium), Mn (Manganése), Ni (Nickel), Co (Cobalt), en fonction du pourcentage massique
en élément d’alliage. p et js, principalement p, vont avoir une influence trés forte sur les
pertes fer. Ces courbes nous montrent & quel point ’ajout d’additifs est fondamental pour
atteindre un niveau de pertes moindre.

L’acier dans son état liquide est refroidi puis laminé a chaud pour avoir une bande
d’une épaisseur de 2mm a 4mm (des épaisseurs plus fines sont difficiles & obtenir). Le
contenu en carbone aura une forte influence sur la dureté et les performances magné-
tiques finales de 'acier. Quand il est laminé a une épaisseur de 0.5 mm ou moins, il est
possible de faire une décarburation grace a un recuit sous atmosphére controlée a 800 C°.
Ce processus peut étre également réalisé aprés la découpe des toles pour 'application
finale. Le recuit a plusieurs vertus comme la croissance des grains® et ’amélioration des
caractéristiques magnétiques (Chatterjee et al. 2003). Le recuit permet aussi d’enlever le
stress mécanique aprés découpe, ce stress rend plus difficile le mouvement des domaines
magnétiques, ce qui se traduit par une détérioration des propriétés magnétiques de la tole.

Il existe plusieurs types de traitements thermiques qui ont pour but I’lhomogénéisation
des additifs et la croissance des grains. En effet, les grains croissent pendant un traitement
thermique spécifique, donc le controéle de la température de recuit est trés important pour
obtenir une taille de grain optimale. Cette taille optimale dépendra de leur résistivité, de la
fréquence d’utilisation et de leur épaisseur comme présenté dans (de Campos et al. 2006).
La taille des grains a une forte influence sur les performances magnétiques, notamment
quant aux pertes statiques et par exces. Plusieurs auteurs ont travaillé sur I'influence de
la taille des grains sur ces types de pertes e.g (Adler & Pfeiffer 1974), (de Campos et al.
2006), (Kim et al. 1993). En effet, les pertes statiques sont inversement proportionnelles
a la taille des grains, ces pertes correspondent a environ 65% des pertes totales a 50 Hz.
Les pertes par excés sont, quant a elles, proportionnelles & la racine carré de la taille des
grains (de Campos et al. 2006), (Kim et al. 1993).

Sur la tole se trouve un revétement isolant qui a plusieurs roles : isoler électriquement
les toles entre elles afin d’empécher la circulation de courants induits, améliorer la dé-
coupe par poin¢onnage (réduction des bavures) et éviter le collage entre les toles quand
elles sont soumises a des hautes températures. Il existe trois principaux types de revéte-
ment : organique, organique/inorganique et inorganique. De plus, on peut compter sur
I'oxydation naturelle des toles qui est un moyen informel d’isolation (Beckley 2002). Ces
revétements sont classés selon la norme (ASTM-A976 2003) en fonction de leur composi-
tion, de leurs propriétés isolantes et de leur fonctionnalité. Soit le revétement est appliqué
par 'utilisateur, soit par le fabricant. L’épaisseur du revétement est de quelques micro-
métres, typiquement de 1 & 5 pm (Wuppermann & Schoppa 2008), (TKES 2004).

L’acier NO peut étre livré enduit d’une couche isolante appliquée a la fin de la fabri-
cation ou sans couche isolante qui peut étre appliquée par 'utilisateur (vernissage de type
organique ou phosphatation). Dans (Wuppermann & Schoppa 2008) sont présentées les

4. Cette figure a été extraite de (Bavay & Verdun 1991)
5. L’acier magnétique est un matériau polycristallin (composé de plusieurs grains ou cristaux).
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méthodes de fabrication des aciers NO et GO.

L’acier GO est livré avec deux couches d’isolant qui font partie du processus de fa-
brication. Il s’agit d’une couche de silicate de magnésium (Type C-2 formé pendant le
processus d’orientation des grains) et d’une couche de revétement composite (type C-5°)
prévu pour supporter le recuit a 840 C°. L’acier GO a été développé par N. P. Goss entre
1934 et 1937 aux Etats-Unis aprés avoir trouvé que 'application du laminage a froid et
un traitement thermique approprié ménent a une croissance des grains et a ’orientation
de leur direction de facile aimantation (arréte du cristal cubique) suivant la DL. Les ma-
tériaux fabriqués aujourd’hui sont le résultat de la combinaison de cette procédure et

d’autres techniques de purification pendant le processus de fabrication (Wuppermann &
Schoppa 2008), (Bozorth 1951).

L’acier magnétique conventionnel NO a par contre une orientation de grains aléatoire.
Cette caractéristique le rend moins performant que l'acier GO suivant la DL, mais lui
donne des caractéristiques quasi isotropes. C’est pour cela que ce type d’acier est couram-
ment utilisé dans des applications en champ tournant comme les moteurs électriques AC.
D’autre part, de nouveaux procédés sont en train d’étre développés pour la fabrication
d’un alliage ayant une texture appelée "Cubique", c’est-a-dire une tole ayant deux direc-
tions de facile aimantation : I'une dans la DL et I'autre dans le sens perpendiculaire a la
DL (Brissoneau et al. 1995). Ce procédé reste trop onéreux pour étre commercialisé mais
des recherches sont faites pour réduire son prix de fabrication ainsi que pour estimer son
impact dans le rendement des machines (Tomida & Sano 2005).

On peut conclure que les performances de ’acier magnétique ne dépendent pas seule-
ment de ’épaisseur des toles, mais qu’il y a tout un procédé trés complexe de fabrication.
Il y a donc beaucoup de paramétres qui auront une influence sur ses caractéristiques fi-
nales. L’annexe A présente plusieurs courbes de pertes spécifiques a 50 Hz pour différentes
nuances de NO de 0.35mm et 0.50 mm d’épaisseur, on peut voir qu’il existe des nuances
équivalentes au niveau des pertes pour ces deux épaisseurs.

1.2.2 Caractéristiques

Les atomes de fer de ’acier magnétique sont organisés selon une structure cubique.
Dans le cas de l'acier GO, la plupart des cristaux sont orientés suivant la direction de
laminage comme le montre la figure 1.3, dans laquelle sont présentés les axes du cristal
cubique par rapport a la DL : cette texture est appelé "texture de Goss". La figure 1.4
présente la structure magnétique d'un échantillon de tole & grains orientés et montre de
quelle maniére les grains sont naturellement divisés en domaines magnétiques, le compor-
tement des domaines sera présenté a la section 1.3.

Dans le cas de I'acier GO, qui est souvent utilisé pour la fabrication de transforma-
teurs, l'intérét est de placer les arétes des cristaux dans le sens ou le flux est instauré. En
effet, les propriétés magnétiques des arétes des cristaux sont beaucoup plus intéressantes

6. Classement suivant la norme (ASTM-A976 2003)
7. Les cristaux sont couramment appelés "grains" dans le milieu de la métallurgie.
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FIGURE 1.3 — Orientation des axes du cristal cubique par rapport a la DL dans 'acier &
grain orientés.

Domaines de Weiss ) )
Joints de grains

| AN/
7

Parois de Bloch

FIGURE 1.4 — Structure magnétique d'un alliage FeSi polycristallin a grains orien-
tés :(a) Structure idéalisée; (b) Structure réelle observée. ("Alliages magnétiques doux"-
Techniques de l'ingénieur (Couderchon 1998))
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que pour les autres directions. La figure 1.5 présente la courbe d’aimantation d’un mo-
nocristal de Fe-3,8 % Si (fer avec 3.8% de silicium) ot on peut voir I'induction créte b
en fonction du champ magnétique créte d’excitation h. On voit que la perméabilité rela-
tive de l'aréte du cube est la plus importante suivie de celle de la direction transversale.
Les plus mauvaises performances sont obtenues lorsque le flux circule suivant la direction
[111], ce qui correspond & un décalage de 54.73° par rapport a la DL.

[001]  [110]
2.0 f 7
1.5 T
= [111]
= 10T
0.5+
0.0 : : : .
0 8 16 924 32
h(10°A /m)

FIGURE 1.5 — Courbes d’aimantations mesurées dans plusieurs directions d’un alliage
monocristallin Fe-3,8 % Si, établies par application d’'un champ magnétique h paralléle-
ment & l'une des trois principales directions cristallographiques. ("Alliages Fer-Silicium"-
Techniques de 'ingénieur (Bavay & Verdun 1991))

Il existe plusieurs définitions de perméabilité p, elle exprime le niveau d’induction b
atteint grace a l'application d’un champ d’excitation A donné dans un milieu magnétique.
On utilise souvent la définition = b/h (Beckley 2002), (Wuppermann & Schoppa 2008),
(Bertotti 1998), cette grandeur est souvent donnée en valeur relative par rapport a celle
du vide p, = p/po. Cette définition reste cependant insuffisante car, comme on peut le
voir a la figure 1.5, cette valeur varie en fonction du h appliqué. C’est pour cette raison
que les fabricants d’acier donnent souvent cette grandeur pour un h spécifique.

1.2.3 Applications de ’acier magnétique

Le tableau 1.3® présente les principales applications des différentes nuances d’acier
magnétique répertoriées suivant la norme EN10107. Ces applications sont tributaires de
I’épaisseur des toles et du contenu en silicium. Figurent également les pertes spécifiques
P,, (W/kg) & 50 Hz pour une induction créte b de 1.5 T (mesurées au cadre Epstein), ainsi
que les valeurs de b a 1000 A/m pour le GO et 5000 A/m pour le NO. On peut voir que
I'acier GO a été jusqu'a présent essentiellement restreint a des applications concernant

8. Ce tableau est extrait de (Beckley 2002).
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FIGURE 1.6 — (a) Tole GO machine synchrone (tiré de US5554902); (b) Dent de ma-

chine & réluctance variable (tiré de US6960862) ; (c¢) Stator de machine tournante (tiré de
W02001034850) ; (d) Toles rotoriques GO (tir¢ de EP1686674).

seulement les transformateurs. Le NO, par contre, est utilisé pour la fabrication de ma-
chines tournantes. Il faut noter que la norme (IEC-60404-2 1996) stipule que les essais
au cadre Epstein doivent étre réalisés, quand il s’agit d’acier GO, avec I’ensemble des
échantillons constituant le cadre découpés dans la DL, et quand il s’agit de NO, avec la
moitié d’échantillons découpés dans la DL et ’autre moitié¢ a 90° de celle-ci.

Une recherche sur les applications de 'acier GO dans les machines tournantes a été réa-
lisée afin d’évaluer l'originalité et la portée du projet. L’annexe E donne la liste de brevets
analysés et leur description. La figure 1.6 présente plusieurs exemples : la figure 1.6 (a)
présente une tole d’acier GO utilisée dans la construction de machines synchrones, ot on
voit que la DL est placée dans le sens des dents. La figure 1.6 (b) présente une partie
d’une machine a réluctance variable ot seulement la dent est fabriquée avec du GO. La
figure 1.6 (c) montre I’assemblage de plusieurs toles GO pour la fabrication d’un circuit
magnétique statorique onl le sens de laminage est placé en fonction de la direction du
flux correspondant. La figure 1.6 (d) montre des toles GO utilisées dans la fabrication de
rotors de machines synchrones afin de réduire le couple de denture.

Dans les applications qui mettent en ceuvre de I'acier GO dans les machines tournantes,
les toles sont découpées de facon a orienter convenablement leurs DL. Ces procédures sont
trés onéreuses car elles demandent plus de temps de découpe et d’assemblage. Pour ces
raisons, cette technique est le plus souvent utilisée dans les alternateurs de grande puis-
sance, ot les fabricants sont, de toute fagon, obligés d’assembler le circuit magnétique avec
plusieurs toles découpées (le diamétre étant plus grand que la largeur maximale des toles).



12 Chapitre 1. Machines électriques et circuits magnétiques

Nuance ) Contenu b(1000 A/m)
Epaisseur Pﬁl a 15T e (GO) Application
(norme d (mm) a 50 Hz de Silicium b(5000 A /m) vpiue
EN10107) (W/kg) (%) b
(NO)
Acier GO : Caractéristiques mesurées suivant la DL.
M 103-27 P 0.30 (1.03)* 2.9 1.93
M 111-30 P 0.30 (L.11)* 2.9 1.93 Transformateurs
M 120-23 S 0.23 0.85 3.1 1.85 5 haut
M 130-27 S 0.27 0.79 3.1 1.85 rendement
M 140-30 S 0.30 0.92 3.1 1.85 '
M 150-35 S 0.35 1.05 3.1 1.84

Acier NO : Caractéristiques mesurées avec le méme nombre d’échantillons découpés
a 0° et 90° par rapport a la DL.

Moteurs forte

M 300-35 A 0.35 3.00 2.9 1.65 .
pulssance.

M 400-50 A 0.50 4.00 9.4 1.69 Petits
transformateurs.

M 800-65 A 0.65 8.00 13 1.73 Motens do

M 800-65 D 0.65 8.00 - 1.74 NP

M 1000-65 D 0.65 10.0 - 1.76 faibley e

M 420-50 D 0.50 3.90 - 1.74 P ‘

*Les valeurs entre parenthéses correspondent & un niveau d’induction créte de 1.7T.

Tableau 1.3 — Principales applications de I'acier magnétique.

1.3 Pertes fer

Les pertes fer sont un sujet fondamental dans le domaine des matériaux magnétiques
doux, pour cela, dans cette section, nous présentons des concepts clefs qui faciliteront la
compréhension de la suite du mémoire.

En 1907, Weiss a montré que les matériaux ferromagnétiques sont composés de do-
maines magnétiques ayant une aimantation spontanée trés forte et dont la direction peut
varier de domaine & domaine. En conséquence, a un niveau macroscopique, méme si chaque
domaine a une aimantation particuliére, la aimantation globale est proche de zéro en ’ab-
sence d'un champ magnétique d’excitation extérieur h.

L’arrangement des domaines est le résultat de ’équilibre de plusieurs phénomeénes
internes couplés a la présence de h; ce dernier favorisant les domaines orientés dans sa
direction. Quand h varie dans le temps, ’équilibre est altéré et de nouveaux arrange-
ments de la structure de domaines sont formés. Ce phénoméne est di principalement au
mouvement des interfaces qui séparent les domaines, connues sous le nom de parois de
Bloch. Les domaines ayant une direction proche de celle de h sont énergétiquement favo-
risés et s’élargissent au détriment des domaines autour d’eux qui décroissent et finissent
par disparaitre (figure 1.7). A des valeurs suffisamment importantes de h, le matériau est



1.3. Pertes fer 13

h(A /m) <
FIGURE 1.7 — Représentation schématique d'un cycle de pertes et évolution des domaines.
le cycle est centre sur h =0 et J = 0.

totalement polarisé dans la direction de ce dernier et il existe plus qu’un seul domaine qui
occupe tout ’échantillon. Quand I'excitation est faite dans le sens contraire, le phénomeéne
s'inverse (Bertotti 1998).

Plusieurs auteurs ont travaillé sur les pertes dues a l'aimantation de 'acier magné-
tique. Ceci a été un sujet trés difficile a aborder a cause de la présence de domaines
magnétiques. Ces derniers sont orientés par le champ d’excitation mais leur mouvement
ne se fait pas uniformément suivant son évolution. Cette particularité ainsi que le phéno-
meéne de saturation sont a ’origine du caractére non-linaire des pertes, ce qui rend tres
difficile leur modélisation d’une fagon précise avec un modéle simple. En conséquence,
on trouve dans la littérature plusieurs modéles qui ont été adaptés a la modélisation des
pertes dans des contextes spécifiques e.g (Ionel et al. 2007), (Ionel et al. 2006), (Bertotti
1988), (de Campos et al. 2006), (Amar & Protat 1994), (Graham 1982).

De plus, la modélisation des pertes et 'interprétation d’'un cycle de pertes est rendue
plus difficile par I'influence de différents paramétres comme les conditions expérimentales,
la géométrie des échantillons, 1’échelle spatiale considérée et les différents aspects chi-
miques et métallurgiques impliqués dans leur fabrication. En effet, ces paramétres ont
une telle influence que dans (Bertotti 1998), il est affirmé qu’il n’existe pas de courbe
d’aimantation proprement dite du fer. La géométrie des échantillons a une telle influence
que tester deux échantillons du méme matériau ayant des géométries différentes produit
des cycles d’hystérésis différents. C’est pour cela que les fabricants d’acier et ceux qui les
exploitent ont opté pour des systémes de mesures standardisées afin de pouvoir comparer
les performances des différentes nuances. Parmi ces méthodes de caractérisation, la plus
utilisée est le cadre Epstein, suivant la norme (IEC-60404-2 1996). Cette méthode a été
trés critiquée par certains auteurs et par les constructeurs de transformateurs qui trouvent
que les caractéristiques ainsi mesurées sont surestimées (Moses & Hamadeh 1983), (Mar-
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FIGURE 1.8 — Présentation schématique de la séparation de pertes.

ketos et al. 2007).

1.3.1 Séparation des pertes

Lorsqu’on excite un échantillon d’acier magnétique par 'intermédiaire d’un enroule-
ment alimenté par une tension sinusoidale de fréquence f, on génére un champ magnétique
h que I'on ajuste de maniére a avoir une induction sinusoidale b de valeur créte b donnée.
Ce processus d’aimantation engendre des pertes Py, ces pertes correspondent a de 1’éner-
gie transformée en chaleur. Py, peut étre exprimé en énergie par cycle Py, /f comme :

f

Les phénomenes qui contribuent a la génération de ces pertes sont trés complexes,
rendant le calcul exact des pertes impossible. Cependant, & b donné, le comportement
global des pertes obéit a une loi proche de (Bertotti 1998) :

Lper :7{ l hdb (J/m?) (1.1)

% :Co+01f+02\/7 (J/m?’) (12)

ou Cy, C7 et C5 sont des constantes qui dépendent de b et d’autres paramétres phy-
siques. De cette loi, les pertes peuvent étre divisées en trois catégories : Pertes statiques,
Pertes classiques et Pertes par exces. Les pertes classiques et par exces, liées aux courants
de Foucault qualifiés respectivement de globaux et locaux, sont souvent regroupées dans
un terme unique qualifié tout simplement de Pertes dynamiques, comme cela est présenté
a la figure 1.8. Cette figure montre schématiquement Pj.,/f et la séparation des pertes
correspondantes.
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FIGURE 1.9 — Cycles de pertes mesurés au cadre Epstein de M 140-35 S a 50 Hz, présen-
tation schématique des sauts de Barkhausen.

Ces trois termes représentent trois niveaux différents dans le processus d’aimantation :

Les pertes statiques P, correspondent aux pertes dues a l’effet Barkhausen a grande
échelle. Cet effet se produit quand les domaines magnétiques du matériau, qui se trouvent
dans un état stable et soumis a un champ d’excitation, passent brutalement & un nouvel
état. Ce passage est appelé Saut de Barkhausen. Ce phénomeéne arrive en permanence pen-
dant I'aimantation d’une maniére aléatoire. La figure 1.9 présente un cycle de pertes de
GO M 140-35 S que nous avons mesuré au cadre Epstein. Cette figure montre les sauts de
Barkhausen présents pendant toute I'aimantation, qui sont a I'origine des pertes statiques.

De maniére générale, le calcul de Py, est trés difficile mais si 'on connait la surface
du cycle des pertes a régime quasi statique, Py, peut étre estimées avec 1’équation 1.3 qui
montre qu’elles sont proportionnelles & f. Un des premiers chercheurs qui a travaillé sur
ce phénoméne en 1890 est C.P. Steinmetz? qui a formulé 1’équation 1.3 largement utilisée
dans la littérature.

Py, = CfI¢ (W/m?) (1.3)

ou £ est connu comme le coefficient de Steinmetz, sa valeur est généralement comprise
entre 1.6 et 2.2 et C' est une constante déduite expérimentalement.

Les pertes classiques P,, sont dues aux courants induits calculés en supposant une
distribution sinusoidale uniforme de I'induction dans I’échantillon et en faisant abstraction
dans ce dernier de l'existence de domaines. Ces pertes sont calculées par une résolution
des équations de Maxwell pour le calcul de la tension induite qui crée des courants dans

9. On peut trouver un des ses articles réédité dans (Steinmetz 1984)
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I’échantillon. Pour une tole d’épaisseur d ayant une conductivité électrique o, les pertes
classiques sont exprimées comme :

T20d?b> f?
6

Les Pertes par excés FP,,. sont la conséquence directe de la présence de domaines
de Weiss qui présentent une distribution aléatoire de l'induction dans I’échantillon. Ces
pertes sont dues aux sauts de Barkhausen qui font changer les niveaux d’induction locaux
d’une fagon brusque (Bertotti & Pasquale 1992). Ces mouvements induisent des courants
autour des parois en mouvement, produisant ainsi des pertes. On trouve dans la littéra-
ture des calculs approximatifs suivant une loi proche de :

P, = (W/m?) (1.4)

Pege = KVA(bF)Y? (W/m?) (1.5)

ou k est une constante qui peut étre définie expérimentalement.

Cette présentation, qui montre la difficulté de pouvoir caractériser Py, concerne es-
sentiellement des circuits magnétiques soumis & une excitation unidirectionnelle. Dans de
nombreux cas, en champ rotationnel, on utilise les relations qui viennent d’étre établies
alors que les phénomeénes sont beaucoup plus complexes. Ce point sera développé au cha-
pitre 3.

1.3.2 Relevés expérimentaux des caractéristiques magnétiques
Caractéristiques constructeur

Les manipulations réalisées pendant le déroulement de cette étude ont été faites avec
plusieurs qualités d’acier. Le tableau 1.4 présente les caractéristiques principales des dif-
férentes nuances utilisées, ces données sont fournies par le constructeur. Nous avons éga-
lement indiqué dans ce tableau les notations utilisées dans ce mémoire pour caractériser
les différentes nuances d’acier. Dans tous les cas, I'indice bas représente 1’épaisseur des
toles en centieme de millimeétre.

Dans le cadre de ce projet, nous allons nous intéresser particulierement aux caractéris-
tiques macroscopiques des matériaux. Les données constructeur du tableau 1.4 donnent
une idée trés vague des propriétés des différents matériaux. Ceux qui ont été le plus souvent
utilisés sont le NOsq et le GO35. Ces deux matériaux ont été choisis car ils sont représen-
tatifs des matériaux employés couramment dans la construction de machines électriques
et de transformateurs (Beckley 2002). Le NOsq est souvent utilisé pour la fabrication de
petits transformateurs et de moteurs a haut rendement (Beckley 2000), (Wuppermann
& Schoppa 2008) : ses caractéristiques magnétiques quasi-isotropes font de lui un bon
exemple d’acier NO. Le (GOs35 est un matériau utilisé dans la fabrication de transforma-
teurs a haut rendement, il est trés anisotrope, avec des caractéristiques trés intéressantes
suivant la DL.
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Notation
Nuance Epaisseur P,,(1.7T) P,(1.5T) b(800A/m) b(2500A/m) utilisée
(EN10107) d (5b0Hz)  (50Hz) (50 Hz) (50 Hz) dans le
meémoire.
mm W /kg W /kg T T
M 85-23 P 0.23 0.85 = 1.88 - HGOqy3*
M 105-30 P 0.30 1.05 - 1.88 - HGO3*
M 125-35 P 0.35 1.25 - 1.88 - HGO35*
M 130-30 S 0.30 1.30 0.85 1.78 - GOsg
M 140-35 S 0.35 1.40 1.00 1.78 - GOs;
M 235-35 A 0.35 - 2.35 - 1.49 NOsg;
M 400-50 A 0.50 - 4.00 - 1.53 NOs
M 700-65 A 0.65 - 7.00 - 1.57 NOg;s

* Acier de type "H" a haute perméabilité. Ce type d’acier présente une orientation de
grains moins dispersée que celle présente dans la qualité conventionnelle, et donc une
perméabilité relative plus importante que I'acier GO conventionnel (Beckley 2000),
(Wuppermann & Schoppa 2008).

Tableau 1.4 — Nuances d’aciers magnétiques utilisées.

Caractérisation a 50 Hz

Les caractéristiques macroscopiques du NOsg, GO35, et NO35 ont été relevées en champ
unidirectionnel. Le NOs3; a également été étudié car il a la méme épaisseur que le GOzs5.
Comme les machines de moyennes et faibles puissances sont construites avec du NO, il
est important de connaitre les caractéristiques d’'un NO ayant la méme épaisseur que le
GO que 'on met en ceuvre dans le cadre de cette étude.

Des bandes Epstein ont été découpées suivant différentes directions caractérisées par
I’'angle o formé par le sens de découpe et la DL comme cela apparait a la figure 1.10.
Dans le cas du GOss, 12 différentes valeurs de « allant de 0° & 90° ont été considérées.
Dans le cas du NOsy et NOs5 les valeurs de « étudiées ont été 0°, 55° et 90°, ce qui cor-
respond aux directions les plus représentatives. Les essais ont été réalisés avec un cadre
Epstein normalisé, utilisant une source asservie pour garder la tension secondaire, image
de I'induction, sinusoidale.

La figure 1.11 (a ), relevée a 50 Hz, présente les courbes des pertes spécifiques P, en
W /kg en fonction de b et de b en fonction de h pour le GOs5 a différentes valeurs de o't
On peut voir la forte anisotropie de ce matériau, ot 0° donne les meilleures caracterls—
tiques tandis que 55° et 90° présentent les moins bonnes ainsi que le prévoit la texture de
GOSS. C’est la raison pour laquelle ce type d’acier n’est pas utilisé dans des applications
en champ tournant puisque si le flux était obligé de passer par des directions trop éloignées
de la DL, les performances du circuit magnétique seraient notablement dégradées. Notons
que les caractéristiques relevées pour o = 55° et @ = 90° : sont pratiquement confondues

10. Lors des expérimentations, 12 directions ont été testées mais cette figure ne présente que 7 d’entre
elles qui sont suffisamment représentatives (0°, 10°, 20°, 35°, 45°, 55° et 90°).
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FIGURE 1.10 — Angle de découpe a.

pour b < 0.9T ou h < 200 A/m. Pour b > 0.9T ou h > 200 A/m, c’est pour v = 55°que
I'on obtient les plus mauvaises performances (valeur théorique 54.73°).

La figure 1.11 (b) présente respectivement P,, en fonction de b et b en fonction de h
pour NOsq a différentes valeurs de «. Les figures 1.11 (c) présentent les mémes grandeurs
pour NOs5. On peut observer que, contrairement au GOss5, ces matériaux sont presque
isotropes avec une différence de b entre a = 0° et @ = 90° (pour 1000 A/m) d’environ
0.1 T pour NOs5 et de 0.07T pour NOs.

Une autre particularité que I'on peut constater, si on compare ces deux materlaux est
que le NOs5 présente des niveaux de b moins importants que le NOsy pour un h donné .
Ceci signifie que le NOs; est moins perméable que le NOs. Cette différence aura une
influence surtout au niveau du courant magnétisant consommé par les deux matériaux.
Dans le cas des deux NO testés, les plus mauvais résultats sont obtenus pour o = 90°. On
peut aussi constater des pertes plus importantes pour le NOsy. Ces mesures confirment
des résultats d’autres auteurs e.g (Page 1984) qui avaient étudié I'anisotropie du NO.

Concernant I'induction & saturation (définie du point de vue de l'électrotechnicien),
il apparait que celle-ci est beaucoup plus élevée pour le GOs35 lorsque o = 0° (de 'ordre
de 1.85T et pour @ = 55° : 1.2T). L’induction & saturation pour les NOsy et NOss5 est
voisine de 1.2T. Cette différence sur 'induction a saturation pour le GOs5 pour o = 0°,
comparativement au NO, aura un impact non-négligeable sur les performances des struc-
tures que nous allons proposer. D’aprés (Beckley 2000), (Wuppermann & Schoppa 2008)
I’acier utilisé pour la fabrication de moteurs a haut rendement est le NOsy. La figure 1.8
montre que les pertes fer sont principalement dues aux pertes statiques. Il existe plusieurs
qualités d’acier NO, le tableau 1.5 présente les pertes spécifiques de différentes qualités

11. Cette particularité est confirmée par les données fournies par le fabricant (tableau 1.4)
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FIGURE 1.11 - P,,(b) et b(h) pour différentes valeurs de o & 50 Hz : (a) GOs5(M 140-35 S) ;
(b) NOso(M 400-50 A); (¢) NOs5(M 235-35 A).
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Nuance NO P, a15T P,alT Nuance NO PFP,albT P,alT
d =0.35mm en W/kg  en W/kg d=0.50mm en W /kg en W /kg
M 235-35 A 2.35 0.95

M 250-35 A 2.50 1.05 M 250-50 A 2.50 1.05
M 270-35 A 2.70 1.10 M 270-50 A 2.70 1.10
M 290-50 A 2.90 1.15
M 300-35 A 3.00 1.20 M 310-50 A 3.10 1.25
M 330-35 A 3.30 1.30 M 330-50 A 3.30 1.35
M 400-50 A 4.00 1.70
M 600-50 A 6.00 2.60
M 940-50 A 9.40 4.20

Tableau 1.5 — Pertes spécifiques NOsg et NOs; & 50 Hz (d’aprés la norme DIN EN 10106).

de NOss et NOsy proposées par ThyssenKrupp E.S'2. On peut voir que la plupart de
nuances NOjp présentent les mémes (ou presque les mémes) pertes spécifiques que le
NOgs, ce qui signifie que celles-ci ne dépendent pratiquement pas de I’épaisseur des toles
dans le cas du NO, ce qui corrobore les conclusions déduites de I'analyse de la figure 1.8.
C’est pour cela qu’on utilise dans la production de moteurs a haut rendement du NOsxq
et non du NOss.

Les informations présentées dans le tableau 1.5 permettent de conclure que le NOss
présenté est une nuance haut de gamme qui a de moindres pertes. Mais d’une maniére
générale, les pertes en 0.35mm ne sont pas forcement inférieures a celles d'un acier de
0.50mm d’épaisseur. On peut donc supposer que comparer les performances du GOss
décalé avec celles du NOso (ce qui sera fait par la suite) est valable puisque utiliser un
NO35 courant ou un NOsxq serait équivalent au niveau des pertes fer a 50 Hz. Par contre,
au niveau des pertes a haute fréquence, le NO de 0.35 mm serait plus performant qu'un
NO de 0.50 mm eut égard aux pertes dynamiques classiques.

Caractéristiques en régime quasi-statique

Caractériser les différentes nuances sous un régime quasi statique permet de donner
une idée des pertes statiques de chaque matériau car, a basse fréquence, les pertes dues
aux pertes classiques et par excés sont tres faibles et peuvent étre négligées. Cette analyse
se justifie d’autant plus que la structure décalée proposée dans cette étude conduit a une
réduction considérable des pertes statiques, comme cela sera expliqué dans les chapitres
suivants. Comme dans ces derniers, nous orienterons nos développements en comparant
le GO35 et le NOsg. Il convient de montrer que 'impact de la différence de 1’épaisseur
des toles n’intervient que de maniére trés secondaire sur le gain obtenu quant aux pertes.
En effet, a 50 Hz, ce sont les pertes statiques qui contribuent majoritairement, en champ
unidirectionnel, a la définition de Pj.,. Cependant, compte tenu de la différence qui ca-
ractérise d, il nous semble important de montrer qu'une modification de d n’affecte pas

12. Pour information, les autres fabricants de NO, comme Nippon Steel, proposent les mémes nuances
suivant les normes internationales.
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de maniére significative Py, et ne remet pas en cause la remarque que ’on peut exprimer
de la maniére suivante : A la fréquence industrielle de 50 Hz, Py, est pratiquement indé-
pendant de I’épaisseur des toles et intervient de maniére prépondérante dans la définition
de P fer-

Pour ce faire, nous avons réalisé certains essais en considérant le GOss5, le NOs5 et le
NOsg. Les figures 1.12 (a), (b) et (c) présentent les cycles de pertes mesurés au cadre Ep-
stein & 2 Hz pour différentes valeurs de b. Ces essais ont été réalisés en utilisant des bandes
découpées dans le sens de laminage. Les trois cycles présentent des caractéristiques tres
intéressantes : dans le cas des deux NO (figures 1.12 (b) et (c)), les cycles sont trés proches,
méme s’il y a une petite différence entre les valeurs d’induction rémanente et de champ
coercitif H.. D’aprés (Steinmetz 1984) et (Bertotti 1988), la part de pertes statiques en
régime dynamique est proportionnelle a la fréquence et aux pertes mesurées sous régime
quasi-statique. Cela permet de conclure que le NOs5 et NOs5y auront des pertes statiques
trés proches méme a des fréquences plus élevées (50 Hz). Par contre, ces deux nuances ont
une épaisseur et un taux de silicium différents, ce qui aura comme conséquence une diffé-
rence au niveau des pertes dynamiques (Voir tableau 1.4). Le GOs35 présente des valeurs
de H. trés basses (figure 1.12(a)) et des surfaces de cycles plus faibles comparées au NOsx
et N035.

On peut aussi voir, au niveau du champ magnétique créte h nécessaire pour atteindre
un niveau d’induction donné, que le NOj35 présente des valeurs plus importantes que celles
du NOso '3 (voir figure 1.12 (d)). Cela signifie que sa perméabilité est moins importante
que celle du NOsq. Ce phénomeéne peut étre dii au taux de silicium qui a un impact sur
la perméabilité (voir section 1.2.1 et tableau 1.3).

Les figures 1.12 (e) et (f) présentent respectivement les valeurs mesurées de H. et
des pertes spécifiques P, en fonction de b pour les trois nuances étudiées. On apercoit
que les caractéristiques en régime quasi-statique du NOsy et NO35 sont trés similaires et,
dans les deux cas, sont beaucoup moins intéressantes que celles du GO35. Par exemple,
alT, P,(GOs5) =5.5mW /kg et P,,(NOss et NOs) = 26.2mW /kg, soit un rapport de
I’ordre de cing. On peut déduire que, dans le cas du NOsq et NOss, les pertes statiques ne
dépendent pratiquement pas de I’épaisseur des toles. Cette particularité figure également
dans (Turowski 1993).

Les caractéristiques de 'acier GO présentées précédemment correspondent a celles de
la DL. Toutefois, il est intéressant de voir le comportement d’autres directions. Pour cela,
la direction o = 55°, qui est la moins performante, a été comparée en régime quasi sta-
tique avec a = 0°. La figure 1.13 présente les cycles de pertes de ces deux directions,
mesurés au cadre Epstein a 2 Hz (ces cycles sont présentés avec des échelles différentes au
niveau de h). On peut noter que o = 55° présente des niveaux de H., de h et des sur-
faces beaucoup plus importantes que a = 0°. A la figure 1.14 sont présentées les valeurs
mesurées de H,., P, en fonction de b et la courbe de b en fonction de h pour les deux direc-
tions. On peut constater I’énorme différence qui existe entre les deux directions et conclure
que les mauvaises performances de o = 55° concernent également le régime quasi-statique.

13. Cette différence est confirmée par les données fournies par le producteur, voir tableau 1.4
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2

Structure décalée

Les caractéristiques magnétiques du GOss et du NOsy présentées a la section 1.3.2
montrent que la DL de 'acier GO présente des performances beaucoup plus intéressantes
que 'acier NO, méme pour des toles de méme épaisseur. Le probléme technique de 1'utili-
sation du GO dans les machines tournantes AC est la présence du champ tournant. Dans
ce contexte, si on utilisait des toles non-segmentées, le flux serait obligé de circuler dans
d’autres directions que la DL, ce qui détériorerait les performances globales du circuit ma-
gnétique. Pour s’affranchir de ces contraintes nous avons proposé un mode d’assemblage
des toles GO découpées d'une seule piéce qui permet, en champ tournant, d’offrir toujours
au flux une tole convenablement orientée pour sa circulation. L’objet de ce chapitre est
de présenter et d’analyser cette technique d’assemblage.

Dans un premier temps, la structure, qui s’apparente & un tore, est testée en champ
unidirectionnel. A partir des résultats obtenus, les performances globales de la structure
sont évaluées et comparées a celles d’une structure classique NO. Un modéle numérique,
basé sur un réseau de réluctances non-linéaires, est proposé et validé. Il permet d’étudier
les phénoménes locaux qui ont lieu au sein de I'empilement et ainsi de I'optimiser.

2.1 Présentation de la technique d’assemblage

Cette technique d’assemblage est présentée en considérant une structure qui s’appa-
rente a un tore excité par un champ "unidirectionnel". En fait, pour réaliser ces "tores"
on utilise des toles GO, découpées de maniére similaire & ce qui est fait avec des toles
NO pour réaliser le circuit magnétique statorique d’une machine AC, conformément &
ce qui est présenté a la figure 2.1. Sur cette figure les dimensions que nous avons utili-
sées pour nos prototypes sont présentées; D;,; le diamétre intérieur de la culasse, D,
le diameétre extérieur et Dy le diamétre d’alésage. Dans ce cas, le découpage est réalisé
au laser et on repére, lors du découpage, pour chaque tole, la DL. On assemble ensuite
ces toles GO en décalant d’un angle constant 3, compté toujours dans le méme sens, la
DL d’une téle par rapport a la précédente. Cet arrangement est présenté a la figure 2.2.
La structure est excitée par un enroulement disposé conformément & ce qui est présenté
a la figure 2.3. Dans ces conditions, le flux, "unidirectionnel" circule dans la culasse de
hauteur h{ = 18.5mm. Les dents ne jouent, a priori, aucun role. L’intérét de tester une
telle structure est de pouvoir comparer les pertes fer ainsi obtenues a celles qui seront

25
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hi=18.5mm

FIGURE 2.1 — To6le d’un circuit magnétique statorique.

engendrées par un dispositif similaire excité en champ tournant (chapitre 3).

Si les toles étaient réalisées en utilisant un matériau isotrope (NO) alors, sous excita-
tion monophasée, les lignes de champs dans le tore se repartiraient de maniére uniforme
dans chaque tole sur la hauteur de 'empilement et décriraient des trajets circulaires. Le
vecteur induction dans la culasse se confondrait avec sa composante tangentielle (compo-
sante normale nulle). Si cet assemblage est réalisé avec des toles GO avec 5 = 0°, le flux se
repartit également maniére identique dans chaque tole. Dans ces conditions, les lignes de
champ forment avec la DL un angle @ continument variable, ce qui conduit probablement
a des lignes de champ qui décrivent un trajet plutot elliptique.

Pour 3 # 0°, lorsque le flux en un point de la téle rencontre une zone peu propice a
sa circulation (« proche de 55° par exemple) alors, il semble logique (principe de minimi-
sation de I’énergie) que ce champ soit amené a transiter selon 'axe z dans le paquet de
toles pour en trouver une dont la DL soit proche de son sens de circulation. On est donc,
avec cette structure, comparativement a ce méme tore constitué de toles NO, confronté a
un probléme typiquement 3D avec de nombreuses interrogations.

e Lors de sa transition selon I'axe z, le flux présente une composante selon cette
direction. Quelle est la perméabilité de ce matériau suivant ce troisiéme axe ?

e Toujours, lors de sa transition selon l'axe z, le flux doit traverser des mini entrefers
constitués par le revétement isolant qui existe sur les toles (section 1.2.1). A partir de
quand cette réluctance selon z va t-elle remettre en cause ce principe ? Cette question
peut étre formulée différemment : Quelle est la limite haute de la périodicité spatiale
selon z, autrement dit, quelle est la valeur optimale de 37

e En considérant une structure optimisée suivant (3, il apparait que certaines toles, a
un instant ¢ et en un endroit donné de I'’empilement, seront trés fortement sollicitées
comparativement & celles qui 'entourent. Ces tdles plus fortement sollicitées seront
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FIGURE 2.4 — Déviation de la DL par rapport a la direction tangentielle (ici la premiére
tole).

caractérisées par un « proche de 0°. Bien que, dans ces conditions, I'induction a
saturation soit plus élevée, a partir de quand la technique d’assemblage perdra son
efficacité ?

La premiére réaction consiste a aborder cette analyse en mettant en ceuvre un logiciel
d’éléments finis. Cependant la nature méme de ce probléme, qui doit étre traité en 3D en
prenant en compte ’anisotropie suivant les trois axes, la saturation et, les problémes de
maillage compte tenu de la faible épaisseur des toles et des mini entrefers, nous a découra-
gés. Nous avons opté pour une approche plus physique accompagnée d’expérimentations.
Ces sont donc ces points qui seront développés dans ce chapitre.

2.2 Evolution idéalisée de «

En supposant h{ petit devant D, il est possible d’admettre, en premiere approche,
que dans la culasse le trajet des lignes de champ est circulaire. Cela permet, en chaque
point de déterminer une loi d’évolution idéale de a notée ayy,. Définissons au niveau de
I’assemblage une référence spatiale d°. Un point M, de la culasse sera | caractérisé par sa
distance R); par rapport a l'axe O de la tole et I’angle 6 que forme O M par rapport a d°.
Le point M, peut également étre caractérisé par ses composantes normale et tangentielle
(figure 2.4) Supposons que pour la premiére tole de 'empilement, la DL soit perpendi-
culaire & d°. Pour un point M, de cette tole caractérisé par 0 = 0, il vient : oy, = 0°.
Considérons a présent un point : M sur la premiére tole a la position 6, alors, en ce point :
oy, = 0°. En considérant autre point M, toujours caractérisé par la méme valeur de 6 mais
au niveau de la deuxiéme tole alors : oy, = 6+ 3. Pour la éniéme tole : ay, = 0+ (n—1)05.

La structure décalée présente une périodicité sur la hauteur de I'empilement qui dé-
pend de (. Si on utilise, par exemple, un angle g = 90°, cette périodicité est de deux
toles car la troisiéme tole, décalée de 90° par rapport a la seconde, sera placée exactement
comme la premiére. Les propriétés magnétiques sont les mémes a 0° et 180° puisque, a
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FIGURE 2.5 — Evolution de oy, pour différentes valeurs de [3.

direction donnée, le sens de laminage n’affecte pas le comportement de I’acier.

Ainsi, on peut exprimer la périodicité comme : 180°/3. La figure 2.5 présente ay, en
fonction de 0 pour différentes valeurs de 3, les valeurs de ay;, sont données entre 0° a 90°
compte tenu de la symétrie des propriétés magnétiques de lacier GO (figure 2.6). 6 varie
entre 0° et 180° car pour tous les cas étudiés, il existe une symétrie a 6 = 180°.

On peut voir que la DL se confond avec la direction tangentielle (ay, = 0°) pour :
e 3 =90° lorsque # = 0°,90° et 180°.
e 3 =060° lorsque 6 = 0°,60°, 120°.

Cette repartition de la DL aura une influence dans les performances du circuit magnétique.

2.3 Expérimentation en champ unidirectionnel

Le but de cette expérience est de tester le principe de décalage en champ unidirection-
nel en utilisant un circuit magnétique torique constitué avec des toles statoriques. L’ex-
citation est réalisée au moyen d’un bobinage primaire et la mesure avec un enroulement
secondaire. Cette méthode est a I'image de celle utilisée par les constructeurs de machines
comme un moyen de comparaison de différents circuits magnétiques statoriques 4. Les
dents ne sont pas soumises a l'excitation magnétique mais, étant donné que la plupart de
la masse du stator se trouve dans la culasse, ce type d’essai donne une idée, assez précise,
des performances des circuits magnétiques. Les résultats de cette étude ont été utilisés
pour la rédaction d’un article qui a été présenté a Sacramento CA lors du congres Inter-
mag 2009 et a été publié dans Transactions on Magnetics de la IEEE (Lopez et al. 20095).

Les toles utilisées pour réaliser ces couronnes statoriques ont été découpées conformé-
ment a ce que montre la figure 2.1. Des empilements de hf., = 5cm de hauteur effective
de fer ont été réalisés ce qui a nécessité 100 toles de NOsxg et 143 de GOs35. L’excitation a

14. Cette méthode de caractérisation est similaire a celle utilisée dans le "Stator Tester ST 510" proposée
par la société Brockhaus Messtechnik (B.M).
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FIGURE 2.6 — Symétrie des caractéristiques magnétiques.

JJW@

FIGURE 2.7 — Schéma d’une couronne statorique.
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¢été assurée a l'aide d'une tension monophasée v,, alimentant un enroulement primaire de
100 tours (n,) comme le montre la figure 2.7. Un bobinage secondaire de 100 tours (n,)
permet de mesurer la tension induite v, qui est 'image de 'induction globale tangentielle
b, du circuit. ' Les matériaux utilisés pour mettre en ceuvre ces prototypes sont le GOs;
et le NOsq 6. L'utilisation de ces aciers permet de comparer un matériau qui est fortement
anisotrope comme le GO35 avec un autre ayant une faible anisotropie comme le NOsxg.
Notre objectif est de mettre en ceuvre le GO35 pour la fabrication de moteurs a haut ren-
dement. Notons que l'acier NOj5y est utilisé assez couramment dans la fabrication de ce
type de moteurs, le NOs5 est plutot utilisé dans la fabrication de moteurs et alternateurs
de fortes puissances (Beckley 2000). Il est donc intéressant de comparer les performances
du GO décalé avec le matériau qui est actuellement utilisé pour la fabrication de moteurs
a haut rendement de petites et moyennes puissances.

D’autre part, afin de faciliter le passage éventuel du flux d’une tole a 'autre, nous
avons mis en place de courroies de serrage a chaque encoche du circuit. Ces derniéres ga-
rantissaient un serrage homogéne et assez important qui réduisait au minimum ’entrefer
entre toles.

La géométrie des prototypes utilisés, si I’on ignore la présence des dents, s’approche de
celle d'un transformateur monophasé torique a section rectangulaire, cela permet d’utiliser
le schéma équivalent du transformateur monophasé pour réaliser les calculs relatifs aux
pertes fer Py, et a l'estimation de la perméabilité relative équivalente p,. La figure 2.8
donne le schéma utilisé pour la réalisation des calculs.

Les essals présentés dans cette section ont été réalisés pour différentes valeurs d’induc-
tion globale créte b Cependant, a partir de b = 1.2T, la saturation est trés prononcée,
engendrant des phenomenes non-linéaires au niveau de l'induction (tension secondaire
avec un haut contenu harmonique) qui rendent inutilisable le schéma équivalent du trans-
formateur pour la conduite des calculs. Nous avons donc décidé de travailler dans la partie
non saturée (0T < b < 1.2T). Si nous avions voulu faire des essais a des niveaux de b
plus importants, il aurait fallu utiliser une source asservie pour garder la tension secon-
daire sinusoidale. A cause de la non linéarité des matériaux ferromagnétiques, le courant
d’excitation aura un contenu harmonique relativement important. Nous utiliserons par
conséquent la notion trés classique de courant sinusoidal équivalent dont la valeur efficace
est celle du courant réel mesuré.

2.3.1 Procédure de calcul

o P, : ¢tant donné que les essais ont été réalisés a vide, le courant secondaire i est
égal a zéro. Donc v, est égal a e, (rapport du nombre de spires égal a 1). Ainsi,
les pertes fer, définies comme la puissance consommeée par R, s’obtiennent avec un

. . 1 T . N . .
oscilloscope qui effectue le calcul Py, = T fo Vsipdt ol 7, est le courant primaire.
Cette méthode permet de s’affranchir de la chute de tension dans la résistance r, et

15. Voir annexe B pour les plans détaillés pages 137 et 136
16. Voir section 1.3.2 pour les caractéristiques détaillées
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FIGURE 2.8 — Schéma équivalent d'un transformateur monophasé a vide.

I'inductance de fuite [, de I’enroulement primaire.

{4 = supposons une distribution homogéne du flux dans la section S du circuit ma-
gnétique : S = 1/2hfep(Deyt — Dint), i est calculée selon I'équation 2.1, ou R est
la réluctance du circuit magnétique, | = 1/27( Dy + Dipe) = 570.2 mm sa longueur
moyenne, /1o = 47107" Hm™! la perméabilité du vide, f la fréquence d’excitation et
(), la puissance réactive consommeée par L,, Sy, la puissance apparente égale au
produit VI, et Q.

l
=g

n? X V.2
_ _ S _ Vs _ Jo2 _ p2
"= L, L= o A Q, Qu=\/Sjer = Per

Courant réactif magnétisant 7, : correspond & la valeur efficace de la partie réactive
de i, qui circule dans I'inductance magnétisante L. I, est I'image des caractéris-
tiques magnétiques du circuit et est calculé comme :

L

(2.1)

avec,

I

ur

(2.2)

Induction globale créte ZA)g . Cette grandeur correspond a l'induction magnétique
globale du circuit magnétique, elle est calculée suivant :

RV

= — 2.
s ngS2m f (2:3)
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P, (W/kg)

FIGURE 2.9 — Pertes fer Py, pour les différents prototypes testés.

2.3.2 Pertes fer

La figure 2.9 présente I'évolution de Py, en fonction de Bg pour plusieurs valeurs de
(. La configuration NO n’a pas été décalée car le NOsq est un matériau quasi-isotrope
(section 1.3.2). Les circuits magnétiques GOs5 décalés sont dénotés GO355°.

Sur la figure 2.9 les données sont présentées avec une double échelle : en Watt (W)
correspondant & ce qui a été mesuré et en W/kg, qui est une unité plus utilisée dans
le milieu de l'acier magnétique. Pour la correspondance entre les valeurs en W et en
W /kg, la masse des prototypes pour la section soumise & l'excitation magnétique (on
ne tient pas compte des dents) a été estimé comme : volume X masse volumique, ol
volume = 1S = 5.27x107*m3. Il se trouve que la masse volumique du GOs; est de
7650kg/m? et celle du NOso de 7700 kg/m?, ce qui implique une différence de 0.6% qui,
a I’échelle de la figure, serait imperceptible. Nous avons donc utilisé une masse volumique
de 7650kg/m? pour les deux matériaux. Cela conduit & une masse soumise a I'excitation
magnétique de 4.035 kg.

A la figure 2.9, on peut voir que la configuration la plus performante en termes de
pertes fer est GO3590° suivie de GO3560° et GO3545° (pour ces deux configurations, les
courbes sont pratiquement confondues) puis GO3530°, GO3500° et finalement NOsq. Nous
avons calculé les différences relatives notées APy, (GO3500° ou NOsg), par rapport, res-
pectivement, & NOso et GO3500°, conformément & I’équation 2.4. La figure 2.10 (a) pré-
sente APy, (NOsp) montrant que, par rapport au NOsg, GO3590° présente entre 38%
(by = 1.27T) et 65% (b, = 0.2T) moins de pertes. Cette comparaison montre que les
performances du GOs35(3° relativement au matériau qui est utilisé actuellement pour la
fabrication de machines a haut rendement sont beaucoup plus avantageuses. De plus, les
machines tournantes courantes sont faites avec du NO de moins bonne qualité (0.65 mm
d’épaisseur) (Beckley 2002). On peut donc imaginer que si 'on avait fait la comparaison
avec ce type d’acier, la différence serait encore plus importante. Le gain de la configuration
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FIGURE 2.10 — (a) Différence en % des pertes fer par rapport & NOsy APf..(NOsp);
(b) par rapport & GO3500° APy, (GO3500°).

P, (W/kg)

FIGURE 2.11 — Pertes massiques mesurées au cadre Epstein a b=12T.
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G03590° se trouve entre 20% (b, = 1.2T) et 60% (b, = 0.2T) par rapport a GO3500°
(figure 2.10 (b)), ce qui veut dire qu’en utilisant le méme volume de matériau, on arrive
a réduire les pertes en décalant les toles de 90°. Comme, en général, dans les applications
industrielles 139 est proche de 1.2 T on a donc un gain de l'ordre de 40% pour GO3590° par
rapport au NOso et de 20% par rapport au GO3500°.

A la figure 2.10 (a) GO3560°, GO3530°, et GO3590° présentent des lois d’évolution si-
milaires. GO3500° commence d’abord a accroitre, il y a ensuite stabilisation de la courbe
puis décroissance.

PfeT(G035OOO ou N050) — Pfer(GOgg)ﬁo)
Pfer(G035000 ou NO50>

APfeT<G035OOO ou NO50) = 100 x (24)

La configuration GO3500° est assez particuliére car le flux n’a aucune raison de transi-
ter selon ’axe z comme précisé dans le premier paragraphe de ce chapitre. Par conséquent
le flux rencontre un o continument variable. Il en résulte que 'on doit trouver, concernant
P,,, une valeur proche de celle qu’il est possible de déduire des essais réalisés au cadre
Epstein. La courbe de la figure 2.11 donne la loi d’évolution de P, en fonction de o pour
b = 1.27T déduite des essais réalisés au cadre Epstein et présentés a la figure 1.11 (a)
du premier chapitre. La valeur moyenne de < P,, > déduite de cette courbe est égale a
1.82 W /kg. Cette valeur est trés proche de 1.9 W /kg que l'on reléve pour lA)g = 12T sur
la courbe 2.9.

2.3.3 Courant magnétisant

Ce type de circuit magnétique présente un facteur de puissance tres faible. Nous avons
comparé le courant consommé par chaque prototype, car en fonction de leur perméabilité
apparente et des pertes, ils consommeront plus ou moins de courant a vide. La composante
réactive I, de ce courant sert a créer le champ magnétique d’excitation dont le circuit a
besoin pour atteindre un niveau ISQ donné.

La figure 2.12 montre le courant magnétisant en fonction de I;g pour différentes valeurs
de 3. Les résultats suivent la méme tendance que ceux des pertes fer, c¢’est-a-dire que la
configuration qui consomme le moins de 7, est GO3590°.

On a donc simultanément, pour GO3590°, une diminution de I, et de Py, donc de
I,,. Cela se traduit par une diminution de I, ce qui présente, notamment pour les ma-
chines électriques, un avantage car le I, est de 'ordre de 50% du courant nominal, alors
que pour les transformateurs cette proportion est beacoup plus faible (environ 10%). I
faut noter que dans une machine électrique la fmm consommeée par I’entrefer est tributaire
de la plupart du 1, (Ampére-tours consommeés par le fer généralement négligeables). Ceci
rend difficile une estimation de 'impact de I'utilisation d’un circuit décalé GO. Pour cela,
au chapitre 4 des expérimentations avec des machines asynchrones mettant en ceuvre une
telle structure sont présentées.



36 Chapitre 2. Structure décalée

FIGURE 2.12 — Courant magnétisant [, pour les différents prototypes testés.
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FIGURE 2.13 — (a) Différence en % du courant magnétisant Al,,(NOsp) par rapport a
NOs; (b) AL, (GO3500°) par rapport a GO3500°.
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FIGURE 2.14 — Perméabilité relative p,..

Les différences relatives de consommation de courant magnétisant entre les configura-
tions GO3503° et NOsg, ainsi que celles entre les GO353° et GO3500° ont été calculées de
la méme fagon que celle des pertes fer (équation 2.4). La figure 2.13 présente cette diffé-
rence. Les configurations GO3500° et NOsq présentent des valeurs trés similaires toutefois,
comme le montrent les figures 2.13 (a) et (b), GO3590°, GO3560° et GO3545° consomment
entre 80% et 40% moins de I, que NOsg et GO3500°. Ceci peut étre attribué a une aug-
mentation de la valeur de X, et donc a la perméabilité relative apparente de ’ensemble.

2.3.4 Perméabilité relative p,

Le calcul de p, confirme ce qui a été montré a propos de I,,,. La figure 2.14 présente la
valeur de u, en fonction de l;g pour les différentes configurations étudiées. On s’apercoit
que les configurations ayant la perméabilité la plus importante sont GO3590° et GO3560°
et que les configurations les moins perméables sont GO3500° et N Ox.

2.3.5 Méthode différentielle

Nous avons observé que les angles de décalage qui présentent les meilleures caracté-
ristiques sont 5 = 90° et 60°. Cependant, nous pouvons voir que la différence entre les
mesures de ces deux prototypes est assez faible et, méme si I'on arrive a la discerner,
notamment a la figure 2.10 (b), il serait mieux de pouvoir la quantifier avec précision.
Pour ce faire, une méthode de mesure différentielle a été réalisée, cette méthode consiste
a mesurer directement la différence entre la puissance consommeée par les deux prototypes
au lieu de mesurer chaque puissance séparément pour calculer ensuite leur différence.

Si on a deux prototypes 1 et 2 avec respectivement un courant primaire i,; et ¢y, et
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des tensions secondaires v, et vy, les pertes fer sont définies comme :

T T
Pfer(]-) = ]_/T/ iplvsldt Pfer<2) = 1/T/ ’ipgvsgdt
0 0

La différence entre les puissances consommeées par les deux prototypes est :

T T
Apfer(12) = Pfer(l) — PfET(Q) = 1/T/ ipl?)sldt — 1/T/ iPQUSth
0 0

Si Us1 = VUs2 = Vs,

APy (12) = 1T /0 (i1 — i2) (03)

Un simple calcul d’incertitude met en évidence la supériorité de cette procédure qui
sera mise en ceuvre dans le quatriéme chapitre. Néanmoins, dans ce cas, se pose un pro-
bléme. Si I'on mesure la différence des puissances absorbées avec utilisation des tensions
primaires, le résultat inclut la différence des pertes fer mais également celle des pertes
Joule dans les enroulements alimentés. Celle-ci peut étre due a une légere différence des
résistances des enroulements mais également a I’écart qui existe sur les courants absorbés.
En outre dans ce cas, la détermination des pertes fer de I'une ou 'autre des structures
n’est pas directe car elle nécessite de soustraire de la mesure les pertes Joule dans I’en-
roulement conduisant & introduire, sur les pertes fer, une erreur relativement importante.

La mesure de la différence des puissances en utilisant les tensions aux bornes des en-
roulements secondaires permet, quant a elle, de déterminer les pertes fer de chacune des
structures. Cependant, pour mesurer la différence, il convient de formuler une hypothése a
savoir que les tensions v, et vy sont trés proches ot de prendre pour v, la valeur moyenne
instantanée de vy et vqo.

Par conséquent, si I'on arrive & mesurer la différence des courants et si on a des ten-
sions secondaires presque identiques, on peut mesurer directement APj,. La mesure de
ip1 — ip2 est réalisée en utilisant le montage de la figure 2.15. On peut voir que, a 'aide de
deux transformateurs d’intensité TI, 7,9 est soustrait de 4,;. En utilisant cette méthode,
la différence entre la puissance consommée par GO3560° et GO3590° a été mesurée. La
figure 2.16 (a) présente Pje,(GO3560°) et Pje,.(GO3590°) en fonction de b, lorsque les puis-
sances sont mesurées séparément. La figure 2.16 (b) présente, quant a elle, la différence
A P60o4:60°G055900 €ntre les puissances consommeées par GO3560° et GO3590°, mesurées par
la méthode différentielle. Sur cette figure apparait également cette différence déduite des
courbes présentées a la figure 2.16 (a). On note que ces courbes sont proches avec, cepen-
dant, une plus grande régularité dans la répartition des points lorsqu’on utilise la méthode
différentielle. Il apparait également que I’écart sur les caractéristiques augmente avec I;g.

APf.,.(GO3590°GO3560°)
Pt (GO3560°)

APjer (GO3590°GO3560°)% = 100 (2.5)
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FIGURE 2.15 — Schéma de cablage pour la méthode différentielle.
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FIGURE 2.16 — (a) Pertes fer de GO3560° et GO3590°; (b) Différence des pertes entre
G035600 et G035900.
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FIGURE 2.17 — Différence relative des pertes fer entre GO3590° et GO3560°.

La comparaison des plusieurs prototypes nous pousse a étudier la différence entre

GO3560° et GO3590° en pourcent. Pour cela, on utilise les résultats de Py, (GO5560°)
comme valeur de référence. Cette différence est calculée avec I’équation 2.5. La figure 2.17
présente la différence en pourcentage A Pgo,.000G055600 7. On peut voir que, au niveau de
Prer, GO3590° présente entre 13% et 7% de moins de pertes que GO3560°.

2.3.6 Calcul des pertes fer pour un NO d’épaisseur différente

Les expérimentations présentées ont été réalisées avec du GOs5 et du NOsy. Notre

objectif & présent est d’estimer les pertes que présenterait un NO qui aurait la méme
épaisseur que le GO utilisé. Pour cela, nous nous sommes basés sur la théorie des pertes
fer (Section 1.3) en formulant plusieurs hypothéses de calcul :

e Les pertes statiques Py,, comme cela a été montré a la section 1.3.2, sont indé-

pendantes de I’épaisseur des toles si 'on compare le NOsq au NOsz5. Elles sont
proportionnelles au carré de Bg, a la fréquence d’excitation f et sont supposées étre
approximativement égales aux Py, & 1 Hz (équation 1.3). La figure 2.18 (a) présente
Py, que nous avons mesuré pour le NOsq et le GO3590°. On peut constater que la
technologie mise en ceuvre pour fabriquer de l'acier GO conduit & une grande diffé-
rence entre les Py, de ces deux prototypes.

e Les pertes classiques P,;, sont proportionnelles aux carrés de 1’épaisseur d des toles,

de ZA)g et de f et peuvent étre estimées avec I'équation 1.4 ou o = 2.2727e10° ﬁ
Cette quantité est considéré identique pour le NOsg et le N Osspypo. La figure 2.18 (b)
montre Pf., mesuré a 50 Hz avec le NOs et la part correspondante a chaque type
de pertes. P, est estimé comme la différence entre Py, et la somme de Py, et Py,.
On peut voir que les pertes classiques correspondent approximativement a 20% des



2.3. Expérimentation en champ unidirectionnel 41

(a) (b)
R ————— ¥ T )T
NO5O — Pyt Py, : / T
-/ | P
. . . . . . P : / cl
N 2R R B R o S +
E N A S /
60 - S I TR /
n’ S s A
A S 10 A S
S S P
) ) ) i ol ..., | [ sta
000 S T oy
= 0 =L
0 02 04 06 08 1 1.2 0 02 04 06 08 1 12
by (T) by (T)

FIGURE 2.18 — (a) Py, pour GO3590° et NOjsy mesuré a 1 Hz; (b) Py, Pug €t Peye pour
NO50 4 50 Hz.

pertes totales.

e Les pertes par excés P,,. sont proportionnelles a la racine carré de d, de l;g et de f
et peuvent étre estimées avec I'équation 1.5. A la figure 2.18 (b), il est montré que
P,,. correspond a environ 15% de pertes totales.

Les différentes pertes pour le NOsspy,, sont calculées tenant compte du rapport entre
les épaisseurs (équations 2.6 et 2.7).

Pcla<N035hypo) = Pcla<NO50)% (26)
Pexc(NO35hypo) - Pexc(NO50) % (27)

La figure 2.19 (a) montre les valeurs de chaque composant de pertes calculées pour le
NOsshypo- La figure 2.19 (b) présente Py, pour NOsg, NOsspypo €t GO3590°. 11 apparait
que GO3590° présente, relativement au N Osspyp0, un gain significatif en terme des pertes.
La figure 2.20 montre que Pf.,.(GO3590°) sont moins importantes que les Py, du NOsg
entre 0T et 1.15T. Cela signifie que, basé sur ce modéle, méme un NO d’épaisseur infini-
ment petite présenterait plus de pertes que le GO3590°.

On a constaté que dans le cas du NOsy et NOss, la valeur de Py, n’est pas liée a
I'épaisseur des toles (section 1.3.2). Cependant, si nous supposons que Py, est propor-
tionnel a l'épaisseur des toles, le gain serait moins important. Il se trouve que, si on
compare la courbe de Py, (NOsg) de la figure 2.9 avec le tableau 1.5, on peut voir que a
LT Pfer(NOs0) = 1.7 W /kg tant dans le tableau que sur la courbe. Ceci veut dire que les
pertes fer mesurées avec les prototypes correspondent approximativement dans le cas du
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GO3590°.
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FIGURE 2.20 — Py, NOs et Pre, GO3590° & 50 Hz.
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NO, aux données fournies par le fabricant.

Lors du calcul de Ppe,(NOsspypo), on trouve & 1T Py, (NOsspypo) = 1.5 W/kg. Quand
on suppose Py, proportionnel a I’épaisseur de la tole, & 1T on trouve Ppe,(NOsspypo) =
1.2 W /kg. Ces pertes sont presque égales a celles du M 300-35 A. Nos calculs sont donc
cohérents. On peut donc conclure que I'utilisation de toles GOs; décalées est plus avan-
tageuse que l'utilisation d’'un NO de méme épaisseur.

2.3.7 Etude locale

Mesure locale d’induction

Afin de connaitre au niveau local les conséquences du décalage des toles, plusieurs
bobines exploratrices ont été placées sur des toles instrumentées qui ont été insérées dans
I’empilement qui constitue le circuit magnétique. Cette procédure a été réalisée pour les
deux prototypes qui présentent les meilleures performances : GO3590° et GO3560°. La fi-
gure 2.21 montre la localisation des bobines exploratrices pour chaque prototype analysé.
Les bobines sont repérés 160, et (605 pour la tole insérée dans la maquette GO3560°, et
1901 et 1905 pour celles de GO3590°.

Grace au décalage des toles, les directions ay, = 0°'7 sont superposées a ay, = 60°
pour les deux toles suivantes dans le cas de GO3560° (périodicité de trois toles). oy, = 0°
est superposé a oy, = 90° pour la tole suivante dans le cas de GO3590°, comme présenté a
la figure 2.22 (périodicité de 2 toles). Grace a cette superposition, la mesure faite avec les
bobines donne une image de I'induction locale tangentielle b; & plusieurs endroits du cir-
cuit magnétique. Dans le cas de la bobine [60; ou (901, on peut mesurer b; pour oy, = 0°.
Avec les bobines [60, ou (902, on mesure b; pour oy, = 60° ou ay, = 90° respectivement.
Ces mesures correspondent a € = 0°, 90° et 180° pour GO3590°, et 6 = 0°, 60°, 120° et
180° pour GO3560°. Les bobines utilisées pour la mesure ont été faites avec du fil trés fin
(100 pm de diamétre) et la mesure de l'induction est réalisée par I'intégration numérique
de la f.e.m induite qui apparait aux bornes de ces bobines. Cette intégrale est divisée par
la section transversale d'une tole (0.35mm x 18.2mm) et par le nombre de spires qui est
dans ce cas de 20.

La figure 2.23 donne les signaux de b, et b; mesurés pour une valeur de I;g =0.36T.
On peut voir que le flux est principalement instauré a ay, = 0° dans les deux cas (160,
et [90;), avec une induction locale tangentielle créte bl = 0.66T pour 190, et bl =0.86T
pour [60;. La valeur de b correspondante a 190; est approximativement deux fois bg, et
celle de 160, est presque 2.5 fois bg. De ces figures on peut déduire que le flux passe d'une
tole a 'autre afin de chercher le chemin le plus perméable comme cela a pu étre constaté
lors d’expérimentations avec d’autres prototypes (Hihat et al. 2010b).

Dans le cas ou le circuit est plus proche de la saturation (I;g = 1.17T, figure 2.24) la
plupart du flux est également instauré dans les toles ot oy, = 0° (160, et 190;) pour les

17. Voir section 2.2 pour la définition de ayy,
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FIGURE 2.21 — Emplacement des bobines pour : (a) La configuration GO3560°; (b) La
configuration GO3590°.
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FIGURE 2.22 — Endroits ou la mesure de b; est réalisée.
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deux configurations avec une valeur by =15T. On peut voir aussi que le niveau d’induc-
tion de ay, = 60° pour GO3560° (1605) est plus élevé qu'il ne I'était dans le cas précédent,
avec une valeur de l;l = 1.1 T. Tandis qu’a ay, = 90° pour GO3590° (1902) on constate un
niveau de b; = 0.25T et une forte présence d’'un harmonique a 150 Hz, di probablement
a la saturation locale dans certaines parties du circuit.

Les figures 2.25 (a) et (b) montrent les valeurs d’induction créte mesurées localement.
Dans le cas de GO3590°, c’est la partie ot ay, = 0° qui prend tout le flux, méme pour des
inductions élevées, tandis que pour GO3560° & environ 0.5 T, le flux commence a s’instau-
rer dans les toles ol ay, = 60°. On peut constater que pour GO3590° une tole sur deux
est orientée a 0°, tandis que pour GO3560°, il y en a une sur trois ce qui force le flux a
s’'instaurer en particulier dans les toles mal orientées.

On peut justifier assez simplement cette répartition en recourant tout d’abord a un
raisonnement binaire. Le flux se concentre totalement dans la tole bien orientée.

Considérons un empilement de n toles.
e Pour §=90° n/2 toles véhiculent le flux.
e Pour § = 60°, c’est seulement n/3 toles qui contribuent & véhiculer le flux.

Par conséquent, a flux ¢ donné dans la structure, le flux dans les positions [60; et
1901, vaut respectivement 3¢ et 2¢. Il en résulte que by pour 160, est égal a 1.5 fois b, pour
190;. Les expérimentations montrent que ce rapport est de I'ordre de 1.25. Lorsque le flux
croit, la saturation dans la tole bien orientée va apparaitre plus vite pour la configuration
£ = 60° que pour = 90°. Cette saturation se manifeste, pour ay, = 0°, a une diminution
de p, qui se rapproche par conséquent des valeurs relatives a oy, = 60°, dégradant de
ce fait plus rapidement les performances de cette configuration comme cela apparait a la
figure 2.16.

Estimation des pertes locales

Afin de voir l'effet de cette répartition locale d’induction sur les pertes fer massiques
locales P,,;, les valeurs de 131 mesurées ont été utilisées pour calculer P,,; a I'aide des rele-
vés faits au cadre Epstein (voir section 1.3.2, figure 1.11 (a)). L’estimation de P,,; a été
réalisée en supposant que ’angle entre I'induction locale et la direction de laminage « est
égal a oy, dans les différents endroits ot ZA)l a été mesuré.

Les figures 2.26 (a) et (b) donnent une estimation des pertes massiques locales. On
peut voir que les zones correspondantes & v = 0° ont un comportement similaire pour les
deux configurations, tandis que la zone caractérisée par a = 60° présente beaucoup de
pertes, notamment a partir de 0.5T. A contrario la zone v = 90° génére beaucoup moins
de pertes que a = 0° et surtout @ = 60°. Bien que le flux dans les toles mal orientées
soit faible, les trés mauvaises performances de I'acier magnétique pour cette valeur de «
conduit & ces disproportions sur les pertes. La figure 2.26 (c) présente les pertes locales
moyennes P, calculées en utilisant les données présentées aux figures 2.26 (a) et (b).
Cette moyenne a été calculée avec les équations 2.8 et 2.9.
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FIGURE 2.25 — b, en fonction de b, pour : (a) 190; et 190, (GO3590°); (b)I60; et 160,
(GO4560°).
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FIGURE 2.26 — Pertes massiques locales P,,; en fonction de I;g pour : (a) 190y et 1909 ;
(b) 160, et 1605 ; (c) Pertes moyennes locales B,,; en fonction de b,.
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— P (1901) + P, (190
Pr(GO3590°) = 1 1)2 {190,) (2.8)

Pri(1601) 4 2P, (160,)
3

On voit que, au niveau local, le fait de décaler les toles de 90° produit une réduction
de pertes massiques due a 'instauration de la plupart du flux sur la moitié des toles. Ceci
est dit a la haute perméabilité du sens de laminage (ay, = 0°), qui est beaucoup plus
magnétisée que la direction oy, = 90°. Par contre, pour un décalage de 60°, la proportion
de toles ayant ay, = 0° est moins importante (1/3), ce qui oblige la direction ay, = 60° &
s’aimanter, conduisant ainsi & une augmentation des pertes locales.

Pra(GO560°) = (2.9)

2.3.8 Estimation de ’'incertitude de la mesure

Afin d’estimer la précision des mesures des pertes présentées dans cette section, plu-
sieurs essais ont été réalisés avec le GO3590°. Les résultats ont été analysés en utilisant
des outils statistiques classiques (Meyer 1975). Les pertes fer ont été choisies comme sujet
d’étude car leur mesure dépend de la mesure de tension et de courant, donc du facteur de
puissance, qui dans notre cas est tres faible; ainsi, si on estime la précision de la mesure
des pertes, on peut supposer que celles du courant et de la tension seront meilleures.

Nous supposons qu’il n’existe pas d’erreur systématique, c’est-a-dire que notre appa-
reil de mesure, un oscilloscope Tecktronics DPO7054 et la sonde de mesure de courant
Tecktronics TCP0030, sont bien calibrés et qu’il n’existe pas d’autre source d’erreur pour
la mesure. Nous supposons donc une bonne justesse de mesure.

On peut supposer que la moyenne arithmétique sur plusieurs échantillons nous donne
une valeur proche de la vraie valeur. Une série de N = 10 mesures de Py, en fonction
de b, est réalisée. La figure 2.27 (a) présente la moyenne des mesures en fonction de b,
cette moyenne est réalisée en interpolant les mesures et en appliquant la définition de la
moyenne arithmétique tous les 0.17T :

N

— 1

Pfer = N § Pferi (21())
=1

ou Py, correspond a a mesure ¢ de Pj.,. Les mesures ne sont pas présentées a la
figure 2.27 (a) car I’échelle ne permettrait pas de voir leur dispersion statistique. La
figure 2.27 (b) montre la valeur relative de chaque mesure par rapport a la moyenne
calculée comme :

(2.11)

L’écart type pour une population y est définie comme oy, = 1/ (y — §)?; celui-ci est
généralement le meilleur indicateur d’erreurs aléatoires. Dans notre cas, il faudrait faire
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FIGURE 2.27 — (a) Pertes fer moyennes P, ; (b) Valeur relative des mesures para rapport
a la moyenne APy,

un nombre infini d’essais pour avoir la vraie valeur de oy,,.. Ainsi, afin d’estimer sa valeur,

—\2
on calcule I'indicateur de I’écart type in, qui est définit comme : in, = 1/ % Nous
calculons donc in, pour la mesure de P, .

-2
Per'_Per
im:¢2(%11f) (2.12)

Si nous supposons une distribution normale de probabilité, ce qui se fait couramment
dans ce type de mesure, I'intervalle pour un niveau de confiance de 95% est defini comme :

Pfer = Pfer + 1962710 (213>

Comme l'intervalle de confiance et la dispersion statistique des mesures sont trés pe-
tits, la figure 2.28 présente Py, en fonction de Bg. Cette figure met en évidence tant la
dispersion statistique des mesures que 'intervalle de confiance calculé avec 2.12 et 2.13.
L’analyse de cette figure, permet de conclure que la mesure de Py, présente, a un niveau
de confiance de 95%, un maximum de 2.8% d’incertitude avec une incertitude moyenne
de 0.72%.

Une incertitude de 0.72% dans la mesure nous permet de valider les comparaisons
présentées précédemment. Cette incertitude pourrait étre réduite si on répéte la mesure
systématiquement. Dans ce cas, on pourrait tenir compte de la déviation de la moyenne
Ay = \/inZ/N et non de in,, mais vu le nombre de prototypes a tester, une répétition de
la mesure systématique prendrait trop de temps. Ainsi, on peut conclure que les mesures
présentées dans cette section sont en moyenne a +0.72% de la moyenne qui représente
I'indicateur de la valeur exacte.
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FIGURE 2.28 — Valeur relative des mesures par rapport a la moyenne APy, en fonction
de Bg

Mis a part la présidions de mesure, il est aussi important d’étudier la répétabilité
de l'expérience. Voir si, deux prototypes ayant le méme décalage présenteront des ca-
ractéristiques similaires. Ceci a été vérifié en démontant et remontant plusieurs fois les
prototypes en mélangeant les toles qui les composent. Les résultats trouvés étaient tou-
jours trés proches les uns des autres.

2.3.9 Conclusion sur les expérimentations en champ unidirection-
nel

La structure décalée a été testée en champ unidirectionnel montrant dans un premier
temps que, grace au décalage, les performances d’un circuit magnétique fabriqué avec
du GO peuvent étre améliorées. De plus, les performances du circuit GO décalé ont été
comparées a celles d’un circuit construit avec le NO qui est utilisé couramment pour la
fabrication de machines a haut rendement. Cette comparaison montre que le GO décalé
présente des caractéristiques plus intéressantes que le NO, méme s’il est comparé a une
nuance de NO haut de gamme peu utilisée dans la fabrication de machines électriques
tournantes de moyenne puissance.

Les résultats montrent que le décalage le plus performant est 5 = 90°, aussi bien pour
les pertes fer, la perméabilité relative que le courant magnétisant. Ces caractéristiques
sont trés importantes quant a la conception d’'une machine électrique, vis-a-vis du rende-
ment et des chutes de tension sur le réseau d’alimentation. Des mesures locales ont été
réalisées afin de connaitre la répartition interne du flux magnétique, montrant que, dans
le cas du GO3590°, la saturation locale est moins prononcée que dans le cas de GO3560°.

La différence globale entre GO3590° et GO3560° a été quantifiée de fagon précise grace
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a la méthode différentielle de pertes qui permet de mesurer la différence entre deux puis-
sances avec une haute précision. Grace a cette méthode, on a pu confirmer les résultats
précédents. Une approche statistique pour l'analyse de la précision de la mesure a été
réalisée montrant que 'incertitude est trés faible : 0.72% en moyenne, ce qui montre que
les comparaisons faites précédemment sont valables.

Les performances de la structure décalée sont dues a la présence de la DL dans plu-
sieurs zones reparties sur la hauteur du circuit magnétique, permettant au flux magnétique
de s’y instaurer. Ainsi, globalement, le circuit consomme moins d’énergie grace aux ca-
ractéristiques de la DL. Compte tenue de I'anisotropie du GOzs5 et les difficultés qu’elle
engendre dans 'utilisation d'un logiciel conventionnel par éléments finis, un modéle sim-
plifié qui permet d’analyser les phénomeénes locaux dans la structure décalée est proposé
a la section suivante.

2.4 Modélisation

A la section 2.3.7 ont été présentées des mesures locales d’induction qui ont été réa-
lisées sur les prototypes des couronnes statoriques. La meilleure facon de savoir quel est
I’angle de décalage optimal pour le GO serait de connaitre la distribution locale de I'in-
duction dans tout le circuit magnétique.

La méthode la plus simple aurait été de modéliser la structure décalée en utilisant un
logiciel de calcul par éléments finis mais 'anisotropie 3D associée a la saturation locale
pose un probléme. Comme il a été montré a la section 1.3.2, 'acier GO présente une
anisotropie trés complexe. Les logiciels pour le calcul par éléments finis soit ne tiennent
pas du tout compte de ’anisotropie, soit en tiennent compte seulement dans deux sens :
le sens de laminage et le sens transverse. Dans le cas du GO, il faudrait tenir compte des
caractéristiques d’autres directions, notamment 54.7°; qui est connue comme la direction
de difficile aimantation, ainsi que des phénoménes 3D.

Un modele basé sur la discrétisation en éléments géométriquement simples est proposé
afin de mieux appréhender les résultats obtenus expérimentalement avec le principe de
décalage des toles. Ce modéle cherche, dans un premier temps, a retrouver les grandeurs
globales mesurées lors des essais pour, ensuite, analyser au niveau local les phénomeénes
qui produisent ces résultats globaux. Cela permettra finalement de proposer une métho-
dologie destinée a prédéfinir le meilleur décalage dans le cadre de futures applications.

2.4.1 Hypothéses et principe de calcul

Discrétisation : Le modeéle proposé a été basé sur la géométrie des couronnes stato-
riques (section 2.3) car sa simplicité permet le développement d’un modéle discret d’une
complexité réduite. La figure 2.29 (a) montre la géométrie des prototypes testés. La zone
aimantée, qui ne concerne pas les dents, est présentée a la figure 2.29 (b).
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FIGURE 2.29 — (a) Géométrie des prototypes testés; (b) Zone magnétisée.
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FI1GURE 2.30 — Circuit de réluctances connectées en série ;
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Circuit de réluctances en série : La simplicité de la zone magnétisée de ces pro-
totypes permet leur modélisation avec un circuit circulaire de réluctances connectées en
série comme il est présenté a la figure 2.30. Si ’on considére des éléments R, compris dans
A0, le nombre m de ces éléments vaut m = %. Dans notre cas particulier nous avons
travaillé avec 360 éléments donc 1 < k£ < 360, . La structure décalée a une périodicité
spatiale selon z qui correspond a n toles avec n = 180°//3, comme on l’a signalé a la
section 2.2. La modélisation concerne donc une période selon z. Par conséquent 1’élément
Ry, sera composé de l'association en paralléle de n toles. Ces toles seront repérées Ry, ;

avec 1 < 7 < n, comme présenté a la figure 2.31.

Courbes El(ﬁl)

; R,
Rk,? Rk72
Rk Re Re — Rk
o T -
?r %R> ()|

— Rk,n

— Rk.,n —

FIGURE 2.31 — Réluctances Ry, ; et représentation schématique de leurs caractéristiques
bi(hy).

Propriétés des réluctances : Comme oy, évolue avec et j, les propriétés de chaque
élément Ry, ; vont aussi évoluer. Ces éléments sont séparés entre eux d'une réluctance R,
qui représente :

e La réluctance de la couche isolante d’épaisseur e;s, comprise entre 1 um et 5pum
(section 1.2.1 ) et de perméabilité relative supposée égale a 'unité.
e La réluctance de la partie relative a la tole qui véhicule le flux suivant sont épaisseur

de perméabilité relative p,.., nous attribuerons a p,, la valeur de 60 (Hihat et al.
2010a).
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La valeur de Ry ; est tributaire de oy,
qui conditionne sa valeur de perméabi-
lité, nous avons vu a la section 1.3.2, fi-
gure 1.11 (b) que la valeur de perméabilité
instantanée de différentes valeurs de a évo-
lue en fonction de l'induction. Cette parti-
cularité nous oblige & utiliser la caractéris-
tique b(h) des différents oy, donnant ainsi
un caractére non linaire a sa valeur de per-
méabilité.

Considérons un élément de volume infini-
tésimal dans une tole associée a son iso-
lant comme l'indique la figure 2.32. Ry
et R, s’expriment par les équations 2.14
et 2.15. Ces relations montrent que Ry ‘ ‘
croit et que R, diminue lorsque Af aug- ¢' —————
mente. Pour avoir R, négligeable devant
Ry, ; il faudrait prendre Af > 10°, comme
nous avons considéré un Af = 1° il n’est
pas, a priori, possible de négliger R, devant FIGURE 2.32: Tole infinitésimale.

Ry ;. En fait, la valeur de R, seule ne peut pas nous renseigner sur le comportement de la
structure car ce qui importe c’est le flux qui transite d’une tole & I'autre. Ce flux est fonc-
tion de R, mais également de la force magnéto motrice consommeée par R, (figure 2.31).
Cette quantité est également tributaire de A6.

e .
150
P

RyoyA0 .

1 RpoyA0
= — 2.14
S o dhe (2.14)
1 d
Rn=—-—7-—|— iso 2.15
MOthmoyAe (:urz e ) ( )

Devant la complexité de ce probléme, nous avons été amenés a recourir a une modé-
lisation par éléments finis sur le logiciel Flux2D. A 'annexe C le modéle est expliqué en
détail, dans cette section nous allons nous servir des résultats les plus concluants afin de
justifier I’hypothése de calcul.

Les figures 2.33 et 2.34 présentent la distribution de 'induction sur six téles superpo-
sées avec et sans isolant & une induction globale de 0.5T pour GO3590° et GO3560°. On
peut voir que, qualitativement, la présence de I'isolant n’a pas une trés forte influence, la
distribution de 'induction état presque égale avec et sans isolant pour les deux configu-
rations.

Afin de quantifier I'influence de la présence l'isolant, nous avons profité du fait que
lors de la modélisation nous avons imposé un flux global qui doit entrer par la partie
gauche de la géométrie et sortir par la partie droite. L’induction moyenne < b > d’entrée
et de sortie de chaque tole ainsi que le champ magnétique moyen < h > sont calculés
sur les extrémités droite et gauche de chacune des toles modélisées pour GO3590°. Si
I'isolant a une influence importante 1’échange de flux entre toles devrait se faire plus dif-
ficilement, et les valeurs de < b > et < h > serait différentes. Le tableau 2.1 présente ces
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Sans Isolant Avec Isolant

Entrée Sortie Entrée Sortie
Tole | <b> <h>|<b> <h>|<b> <h>|<b> <h>

(M) (Am) | (1) (A/m)| (1) (A/m)| (T)  (A/m)
0.611 63.16 | 0.402 82.37 | 0.596 61.27 | 0.436  90.74
0.349 70.27 | 0.694 73.96 | 0.387 79.00 | 0.671  70.87
0.664 70.22 | 0.365 73.88 | 0.652 68.34 | 0.397 81.21
0.365 73.86 | 0.666 70.25 | 0.396 81.08 | 0.649 67.98
0.684 7397 | 0.349 70.26 | 0.669 70.61 | 0.387  78.79
0.402 82.24 | 0.611 63.16 | 0.441 91.91 | 0.602 61.97

STk W N

Tableau 2.1 — Induction d’entrée et de sortie pour chacune des toles (GO3590°).

valeurs. On peut voir que la différence entre les résultats avec et sans isolant est tres faible.

Compte tenu des résultats présentés précédemment nous avons opté de négliger les
réluctances R., ce qui implique que les éléments composant chaque réluctance Ry seront
excités par la méme force magnéto motrice.

Les réluctances IRy, ; ont des propriétés magnétiques particulieres représentées par les
caractéristiques d’induction créte locale b, en fonction du champ magnétique d’excitation
local Iy qui dépendront de la direction prise par le flux dans chaque partie du circuit. Le
fait d’utiliser les courbes expérimentales Bl(izl) permet de donner a chaque réluctance une
perméabilité qui dépendra du niveau d’induction locale de celle-ci, c’est-a-dire de tenir
compte de sa perméabilité différentielle.

Si 'on veut utiliser le circuit de réluctances connectées en série de la figure 2.30, il
faut connaitre la caractéristique l;(iz) équivalente pour chaque élément Rj. Ces éléments
sont des empilements de toles, qui auront le comportement d’'un groupe de réluctances
connectées en parallele. Les caractéristiques b(h) en paralléle b,(h,) sont déterminées en
supposant que pour un Hp donné :

by = (1/n) 3 bi(0) (2.16)

ot ®(Ry) est le flux total dans 1'élément Ry, ®(Ry;) est le flux dans un élément Ry ;
correspondant & la tole i et s est la section d'une tole Ry ;. La caractéristique b,(h,) est
donc la moyenne des caractéristiques b;/h;.
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Avec Isolant

Sans Isolant

0.33/0.36 T
0.36/0.38 T
0.38/0.40 T
0.40/0.43 T
0.43/0.45 T
0.45/0.48 T
0.48/0.50 T
0.50/0.52 T
0.52/0.55 T
0.55/0.57 T
0.57/0.60 T
0.60/0.62 T
0.62/0.64 T
0.64/0.67 T
0.67/0.69 T
0.69/0.72 T

FIGURE 2.33 — Répartition de I'induction pour GO3;90° a l;g =05T.

Avec Isolant

Sans Isolant

0.38/0.40 T
0.40/0.43 T
0.33/0.45 T
0.45/0.47 T
0.47/0.49 T
0.49/0.51 T
0.51/0.53 T
0.53/0.55 T
0.55/0.58 T
0.58/0.60 T
0.60/0.62 T
0.62/0.64 T
0.64/0.66 T
0.66/0.68 T
0.68/0.70 T
0.70/0.73 T

FIGURE 2.34 — Répartition de I'induction pour GO3560° & lA)g =05T.
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Afin d’illustrer cette hypothése, des essais au cadre Epstein ont été réalisés. Tout
d’abord avec 6 toles découpées selon @ = 0° dans chaque bras, puis avec 6 toles découpées
suivant o = 55° et, finalement, dans chaque bras avec 3 toles découpées selon o = 0°
intercalées avec 3 toles dans la direction @ = 55°. Ces assemblages sont présentés a la
figure 2.35. Ces directions ont été choisies car il y en a une trés perméable et 'autre qui
I’est tres peu.

La figure 2.36 (a) présente les relevés expérimentaux de b en fonction de h pour o = 0°,
pour o = 55° et pour I'assemblage mixte a = 0° et 55°. La figure 2.36 (b) montre la compa-
raison entre la moyenne, calculée en utilisant I’équation 2.17 et les relevés expérimentaux.
On peut voir la faible différence entre ces quantités.

. - boo(h) + bsge (h
boo//55o(h>: 0( ) 2 55( )

Ainsi on peut déterminer les caractéristiques magnétiques d’un élément R, si l'on
connait la direction de I'induction dans les toles Ry ; qui le composent.

(2.17)

Correction des caractéristiques locales Une problématique trés importante se pose
a cause de I'anisotropie du GO. Nous avons déterminé la fagon dont ayy, évolue avec 0 (voir
section 2.2 figures 2.4 et 2.5). Mais compte tenu du principe de minimisation de 'énergie,
nous sommes obligés de corriger les caractéristiques b(h) En effet, le flux trouvera la di-
rection la plus perméable dans chaque élément Ry, ; afin de réduire I'énergie dépensé lors
de son parcours .

Nous supposons que dans le couronnes statoriques h est imposé tangentiellement dans
tous les éléments Ry, ;. D’autre part, nous avons calculé la valeur de ay, pour chacun de
ces ¢léments, mais I'anisotropie du GO nous empéche d’attribuer a chaque Ry, ; les carac-
téristiques l;(iz) supposant que «y, = «. Pour faire face a cette particularité, il nous faut
estimer la direction locale de b afin d’attribuer au Ry, ; correspondant les bonnes caracté-
ristiques l;(ﬁ) Afin d’estimer la direction la plus probable qui sera prise par I'induction, la
perméabilité de chaque élément Ry, ; est analysée utilisant la variable x comme le montre
la figure 2.37. En effet, x sert de restriction au flux. Pour une valeur donnée de hy, la per-
méabilité des différentes directions o contenues dans y est calculée en interpolant leurs
surface de caractéristiques magnétiques (figure 2.38 (a)). Chaque direction o est excitée
avec la projection correspondante du champ d’excitation h on en déduit b, pu1s la pro-
jection b’ La direction qui induit la valeur la plus 1mportante de b’ pour un hl donné est
définie comme la plus perméable.

Ainsi, cette procédure est réalisée avec tous les éléments Ry ; du circuit magnétique
pour définir les caractéristiques des différentes réluctances. La figure 2.39 présente sché-
matiquement y dans les différents éléments composant le circuit magnétique.

18. L’influence de l'anisotropie dans la direction du flux a été étudiée par plusieurs auteurs (Pfiitzner
1994), (Brissoneau 1997).
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FIGURE 2.36 — Caractéristique b(h) a 50 Hz pour : (a) o = 0°, a = 0° mixé avec o = 55°
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FIGURE 2.37 — Application de x dans un élément R ; donné.

FIGURE 2.38 — Surface interpolée pour tout a : (a) Caractéristiques b(h); (b) Caractéris-
tiques Py, (b).
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Pertes fer locales Une fois la direction de b connue, il est possible de connaitre les
pertes massiques locales P,,; de chaque é¢lément Ry ;. Nous utilisons les caractéristiques

P,.(b) relative a la valeur de o (section 1.3.2) correspondante dans chaque Ry ;.

Les caractéristiques sont interpolées (figure 2.38 (b)'?) pour la valeur de a et de b
déterminées. Ainsi, les pertes massiques locales P,,; de chaque R}, ; sont estimées. Une fois
P,,; estimé pour tout le circuit, la moyenne sur tous les éléments P,,; peut étre calculée.
Cette moyenne représente les pertes massiques totales de la structure B,,.

Calcul et détermination de la valeur de y : Un probléme se pose avec la valeur de
X, il est trés difficile de la déterminer analytiquement car le flux sera restreint en réalité
par des facteurs comme la saturation et la géométrie. En effet, la direction choisie dans
x doit étre représentative de ce qui se passe dans I’élément Ry, ; et pourtant elle ne peut
pas étre déterminée d’une fagon analytique.

Les calculs sont réalisés en imposant un flux ® donné dans le circuit de la figure 2.30.
Etant donné que ’'on connait les caractemsthues équivalentes b )/ h de chaque élément Ry,
on peut savoir, pour un b donné, la valeur de by et le correspondant hy pour tout élément
Ry, ;. La moyenne de tous les hp donne la valeur du champ magnétique d’excitation hg.

Le calcul de b; et Ay est influence par la valeur de y. Il faut donc déterminer la bonne
valeur de y qui soit représentative de la réalité : plus y sera important, plus le flux aura
de choix pour rester sur un chemin perméable. Plus y est faible, plus le flux sera contraint
de suivre une trajectoire tangentielle qui n’est pas forcément la plus perméable. Afin de
déterminer la bonne valeur de Y, ﬁg est calculé pour différentes valeurs de l;g et est com-
paré aux résultats expérimentaux. Ainsi, différentes valeurs de x allant de 0° & 180° ont
été testées et le calcul de leur correspondant ng a été réalisé. La figure 2.40 présente les
courbes l;g / iLg mesurées et calculées avec les valeurs de x qui font correspondre au mieux
le calcul et la mesure, pour différents valeurs de (.

Avoir une valeur différente de y pour chaque (3 étudié est en principe normal car cette
variable représente, d’une part les effets de bord, d’autre part la déviation du flux par
rapport a I'excitation et des effets de saturation locale. A la section 2.3.7, il a été montré
que la saturation locale ne se passe pas de la méme maniére pour chaque /3, ce qui explique
le besoin d’utiliser des valeurs de x différentes pour différentes valeurs de (5.

Au niveau des pertes fer, en utilisant les valeurs de y précédemment déterminées, les
valeurs de b; sont calculées pour chaque Ry ;. Comme on sait quelle direction prend I'in-
duction dans chaque partie du circuit, les caractéristiques présentées a la figure 2.38 (b)
sont interpolées et les pertes spécifiques locales pour chaque partie du circuit Fj(Ry, ;) sont
estimées.

19. Ces surfaces correspondent a l'interpolation des caractéristiques relevées a 50 Hz
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2.4.2 Validation

Afin de savoir si le modéle est fidéle a la réalité, deux approches de validation ont été
réalisées. Tout d’abord le comportement global est comparé aux mesures et ensuite les
mesures locales sont comparées aux grandeurs locales prédites par le modéle. Ces deux
approches sont nécessaires car le fait de pouvoir prédire le comportement global de la
structure n’implique pas que, au niveau local, le modéle soit fidele & la réalité.

Validation globale : La valeur moyenne de pertes massiques locales P,,;(f, z), sur tous
les éléments 7y, ; est calculée. Celle-ci correspond aux pertes par kilo moyennes de la struc-
ture P,,. Ce calcul est comparé aux mesures réalisées sur les prototypes. La figure 2.41
présente la comparaison entre les P, calculées et mesurées. On s’apercoit que le modéle,
méme s’il surestime légérement les pertes, en donne une bonne approximation. Gréace aux
résultats présentés aux figures 2.40 et 2.41, on peut conclure que le modéle permet d’es-
timer correctement les phénomeénes globaux de la structure.

Validation locale : A la section 2.3.7 ont été présentées des mesures de b, réalisées pour
B =60° et § = 90° avec des bobines exploratrices. Le modéle a été utilisé pour le calcul
de I;l aux endroits ou les mesures ont été réalisées; c’est-a-dire les éléments Ry et [ o
pour 3 = 90° et les éléments R, ;, Ry 2 et Ry 3 pour B = 60°. La figure 2.42 présente les
mesures comparées aux calculs. On peut voir que méme si le modéle surestime légérement
I'induction des éléments étudiés, la tendance est la méme que pour la mesure.

Tant pour le modéle comme pour la mesure il existe une saturation locale de 1’élément
Ry 1 (tole orientée dans la DL) pour f = 60° a partir de 139 = 0.5T environ, ce qui force
les éléments Ry 9_3 a se magnétiser. Dans le cas de GO3590°, on voit que, tant pour le
modele que pour la mesure I’élément Ry o (tole orientée a o = 90°) n’est magnétisé que
pour des niveaux de Eg trés élevés.

2.4.3 Reésultats

Induction locale : Le modéle permet ’estimation de b, pour tous les éléments Ry, ; des
différents 3 étudiés. La figure 2.43 présente la distribution locale de b, en fonction de 6
pour 139 = 0.5T. On peut voir que pour atteindre cette valeur d’induction, 8 = 45° et
£ = 30° présentent des valeurs d’induction locale trés élevées, de 'ordre de 1.5T, suivis
par 3 = 60° qui présente des valeurs maximales de 1.4T, et par § = 90° avec 1T.

D’autre part nous pouvons apprécier que pour 3 = 90° le passage du flux d’une toéle a
I’autre se fait pour § = 45°. Cette particularité a été confirmé expérimentalement sur des
prototypes en forme de disque ou le flux dans la direction normale a été mesuré (Hihat et
al. 20100). Elle est aussi confirmée par les résultats du modéle présentés a la figure 2.33
ol le passage du flux a lieu au milieu de la géométrie, ce qui équivaut a ¢ = 45°.
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FIGURE 2.43 — Répartition locale de Iinduction b pour : (a) B = 00°; (b) B = 90°;
(c) B=160"; (d) B3 =45%; (e) B =30

Pertes locales : La figure 2.44 présente I'évolution de P, avec # pour les différentes
toles qui composent chaque prototype a b, = 0.5T. La moyenne de P,,; sur z pour un 6
donné est aussi présentée.

Il est intéressant de voir que la distribution de la moyenne de P,,; n’est pas homogéne
a l'intérieur de la structure, sauf pour § = 60° qui présente presque le méme niveau de
pertes pour toute valeur de 6. On peut voir = 90° présente des pics de pertes & certains
endroits du circuit (figure 2.44 (b) 6 = 45° et 135°). Cependant les faibles pertes présentes
ailleurs (60 = 0°, 90° et 180°) font que, globalement, les pertes soient moins importantes
par rapport aux autres valeurs de /3 (figure 2.41).

Direction de I;l :  Le modéle est basé sur 'estimation de la direction prise par gl dans
chaque ¢lément Ry ;. La figure 2.45 présente la direction des vecteurs d’induction locale
bl pour 3 = 60° et 3 = 90° a b = 0.5T. On peut voir que la direction est tangentielle
seulement pour les valeurs de 6 ot une des toles est orientée vers la D.L. Dans les autres
cas, le flux essaie de rester dans une direction proche de la DL.

2.4.4 Conclusion sur la modélisation

Les phénoménes internes de la structure décalée ont été analysés, montrant comment
cette structure permet au flux magnétique de trouver les zones de haute perméabilité
dans tout le circuit magnétique. Ces directions canalisent le flux, ce qui méne a une ré-
duction des niveaux locaux d’induction dans les zones qui présentent des caractéristiques
magnétiques moins bonnes et, par conséquent, une réduction des pertes fer. La figure 2.46
présente d’une fagon schématique les différentes zones de perméabilité présentes pour trois
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FIGURE 2.46 — Perméabilité et pertes par zone.

valeurs différentes de 3. On peut voir que pour 3 = 90°, dans certaines parties du circuit,
il existe des zones ou la proportion de toles & haute perméabilité est de 1/2 (6 = 0°, 90° et
180°). A ces endroits, nous avons apergu des faibles pertes locales (figure 2.44 (b)) dues a
des faibles valeurs d’induction locales (figure 2.43 (b)). Il existe aussi d’autres zones ou la
perméabilité est basse (0 = 45° et 135°). Dans ces zones, il y a des pertes plus importantes
(figure 2.44 (b)). Au niveau global, nous avons vu que pour 3 = 90° les zones de haute et
basse perméabilités se compensent et ménent a des pertes globales moins importantes.

Il faut noter que 'induction est imposée par le bobinage de fagon verticale a chaque
endroit du circuit (figure 2.46), donc le flux est établie sur la hauteur du circuit en pro-
fitant des zones de haute perméabilité. Pour § = 60°, dans les endroits ou il y a des
zones de haute perméabilité (0 = 0°, 60°, 120° et 180°), la proportion de celles-ci est
moins importante que pour 3 = 90°, cette proportion est de 1/3. Ceci méne a des niveaux
d’induction locale plus importants que dans le cas de § = 90° (figure 2.43 ¢). Dans le
cas de GO3545° il y a une zone de haute perméabilité présente pour toute valeur de 6,
I'inconvénient étant que leur proportion est de 1/4. Quand I'angle de décalage est de 90°,
il y a des zones ou la moitié des toles est bien orientée, tandis que si 3 # 90° moins de la
moitié ’est. Une proportion moins importante de toles bien orientées méne & des niveaux
d’induction plus importants dans les toles mal orientées engendrant ainsi plus de pertes.

Le modéle présenté dans cette section est valable grace a la faible différence entre le
diamétre intérieur et extérieur des prototypes testés. En effet, si 'on utilise des proto-
types ayant un diameétre intérieur beaucoup plus petit par rapport au diameétre extérieur,
la complexité du modéle serait plus importante (Hihat et al. 20105). Ce modéle demeure
une approche rudimentaire, cependant une technique d’homogénéisation qui permet de
modéliser des structures avec plusieurs directions d’anisotropie superposées est un des
sujets d’étude du laboratoire (Hihat et al. 2009). Cette technique, quand elle sera mise
au point, pourra étre utilisée pour la modélisation de la structure GO décalée.
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3

Champ tournant - Application aux
moteurs statiques

Dans le chapitre précédent, la structure décalée soumise & un champ unidirectionnel
a été présentée, testée et analysée a l'aide d’un modeéle numérique discret. Cette étude, a
permis de comprendre comment le circuit magnétique réagit et comment le flux se repartit
dans 'empilement de toles. Cette analyse a conduit a définir un angle de décalage des
DL pour lequel les performances sont optimales. Cependant, cette étude a été réalisée en
champ unidirectionnel et dans les moteurs électriques, le circuit magnétique est soumis a
un champ tournant. Des expérimentations en champ tournant sont présentées dans cette
section mettant en ceuvre des prototypes appelés "Moteurs statiques" qui s’apparentent
a une machine asynchrone avec rotor bloqué.

L’exploitation de telles structures se justifie par le fait que la réalisation de machines
tournantes mettant en ceuvre des circuits magnétiques avec des toles GO décalées prend
beaucoup de temps. Afin de pouvoir avancer au niveau de nos investigations, nous avons
donc congu ces maquettes que nous pouvions réaliser nous mémes. Un autre avantage
concerne les expérimentations effectuées sur ces moteurs statiques qui ont été réalisés
pour différents décalages de la DL. Ces essais ont permis de cerner et ainsi limiter les dé-
calages possibles qui ont été mis en ceuvre lors de la réalisation des machines tournantes.

3.1 Utilisation de acier GO en champ tournant

Dans la littérature (Brissoneau 1997) on trouve la définition d’une aimantation en
champ tournant circulaire comme celle produite par un champ d’excitation h qui impose
une polarisation magnétique a deux composantes perpendiculaires j, et j,, dans I’échan-
tillon de tole suivant la relation :

ja =7 cos(wt)
Ty =J sin(wt)

ot j est le module de la polarisation, et w sa vitesse angulaire de rotation constante.
Ces composantes de polarisation engendrent des pertes qui ont un comportement parti-
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FIGURE 3.1 — (a) Séparation des pertes en champ tournant; (b) Distribution du flux
magnétique dans une machine asynchrone a 4 poles.

culier.

3.1.1 Pertes en champ tournant

La figure 3.1 (a) 2 présente la séparation des différentes pertes fer pour un échantillon
de HGO Fe-Si excité a 50 Hz en champ tournant circulaire. On y voit apparaitre les pertes
par excés P . les pertes statiques P, et les pertes classiques P,. L’indice supérieur 7
précise que 'excitation est rotationnelle. On note que PJ,, et P . augmentent avec I'induc-
tion et finissent par chuter a zéro lorsque le matériau est saturé (Dupré & Fiorillo 2000).
Ce comportement est aussi présent dans le cas des matériaux isotropes. Si I'on compare
les pertes fer en champ tournant a celles présentes en champ unidirectionnel, celles-ci
seront presque deux fois plus importantes pour les inductions faibles, tandis que pour des
inductions élevées, elles s’approchent de celles présentes en champ unidirectionnel, pour
finalement, a trés haute induction étre moins importantes. La présence de plus de pertes
en champ tournant, comparées & celle du champ unidirectionnel, peut s’expliquer par la
présence de deux types courants induits dans le fer dus aux deux composantes normale
et tangentielle de I'induction (Brissoneau 1997) (Moses 1989). Par conséquent, si l'on ne
considére que les ondes d’induction fondamentales, on peut considérer que dans ’entrefer
n’apparait quun champ tournant normal alors que les culasses sont siége de deux champs

tournants qui évoluent en quadrature.

Dans les machines tournantes I'induction dans le fer a deux composantes, une radiale
be,» appelé normale, et une tangentielle b7, . Ces composantes peuvent induire des pertes
en champ alternatif unidirectionnel dans la culasse aux endroits ou l'induction est seule-
ment tangentielle, et dans les dents, ot I'induction est quasiment normale. Des pertes en

20. Figures tirées de (a) (Dupré & Fiorillo 2000) et (b) (Tenhunen & Holopainen 2003)
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champ tournant ont lieu aux racines des dents, dans le rotor et dans certaines portions de
la culasse ot les deux composantes de I'induction sont présentes (Figure 3.1 (b)) (Findlay
& Stranges 1994), (Bertotti & Boglietti 1991) (Moses 1989). D’autre part, des pertes a
haute fréquence apparaissent a cause de 'effet de denture, qui crée des ondes d’induction a
haute fréquence dans l'entrefer (Brudny 1997). Etant donné que les composantes normale
et tangentielle n’ont pas la méme amplitude, ces pertes ne sont pas, de maniére générale,
dues & un champ tournant circulaire, mais a des champs elliptiques. Il a été estimé que
55% des pertes fer présentes dans une machine a induction sont dues aux effets du champ
tournant (Moses 1990), (Nencib 1992).

3.1.2 Structure décalée en champ tournant

Au chapitre 2 le comportement de la structure décalée a été étudié en champ unidi-
rectionnel. Nous avons vu que le flux a tendance a se concentrer dans les toles de haute
perméabilité, et que grace a la périodicité spatiale de 5 = 90°, la structure est optimisée.
Ce phénomeéne se produit & certains endroits du circuit, conduisant & une réduction des
pertes dans ces zones (section 2.4, figure 2.44). Une répartition du flux similaire aura lieu
dans une machine tournante dans les zones ou le flux est unidirectionnel (figure 3.1 (b)).

Dans le cas du décalage 3 = 90°, pour une période spatiale, nous avons déterminé com-
ment l'angle entre la Direction Tangentielle DT et la DL évolue dans un circuit torique
(figure 3.2 (a)). Nous pouvons diviser le circuit en deux types de zones; 'un ou la DL est
superposée a la direction transverse appelé "zone 1" et 'autre ou des directions proches a
oy, = 45° sont superposées (figure 3.2 (b)). La Direction Normale DN évolue d’une fagon
similaire (ay, 4+ 90°). La figure 3.3 présente deux dents (périodicité spatiale de 2 toles)
d’une machine asynchrone et leurs parties correspondantes de culasse. La premiére dent
correspond & la "zone 1" et 'autre a la "zone 2". Nous avons vu a la section 2.4 comment
les zones de haute perméabilité comme celles présentes dans les "zones 1" conviennent a
la structure car elles canalisent la plupart du flux. A priori, nous pouvons supposer que
lorsque le flux sera unidirectionnel dans les "zones 1" les pertes seront moindres et la ré-
partition du flux sera proche de celle que 'on a présentée a la section 2.3.7. D’autre part,
les "zones 2", soumises & un champ unidirectionnel, présenteront probablement plus de
pertes comme il a été présenté a la section 2.4 figure 2.44. Cet exemple concerne 5 = 90°
mais il peut s’appliquer aux autre décalages.

Cependant en champ tournant, I'anisotropie du GO présente une particularité. Une
différence de perméabilité en fonction de la direction, implique une différence de réluc-
tance du circuit magnétique en fonction de ’endroit du circuit. Plus le champ tournant
s’approche des direction de difficile aimantation, plus le champ h nécessaire devra étre
fort (Baumgartinger & Pfiitzner 2000). Ce phénomeéne ne se présente pas dans le cas d'un
matériau isotrope (Moses 1973), ou lintensité nécessaire de h est quasiment homogéne.
Cette particularité implique que dans le cas de notre structure anisotrope décalée, dans
les zones ot il y a deux composantes perpendiculaires du champ magnétique la réparti-
tion du flux sera trés complexe, compte tenue de ’anisotropie. A priori, nous pouvons
supposer que grace au principe de la minimisation de I’énergie le flux trouvera le chemin
optimale dans la structure, tout en profitant de directions de haute perméabilité. Une
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telle complexité nous oblige a mettre en ceuvre des prototypes similaires aux machines
tournantes afin de tester I'impact qu'une excitation en champ tournant peut avoir sur la
structure décalée GO.

3.2 Géométrie et assemblage

Ces machines statiques sont constituées de toles similaires a celles d'une machine asyn-
chrone. Dans les encoches statoriques, un bobinage triphasé est placé; le rotor n’est pas
bobiné. Afin d’avoir une bonne précision de découpe (£10 um), les toles utilisées ont été
découpées au laser Yag. Comme celui-ci crée des contraintes thermiques nocives pour les
performances magnétiques (Belhadj et al. 2003), les toles GO ont été recuites, ce qui est
couramment réalisé pour réduire les effets du stress mécanique dans les aciers magné-
tiques (Beckley 2002).

Afin de donner a la structure une bonne tenue mécanique et que I'entrefer de 0.5 mm
soit régulier, des liaisons de 2 mm de largeur fixent la tole rotorique au stator. Ces liaisons,
au nombre de trois, sont décalées spatialement de 27/3 comme le montre la figure 3.4 %
qui présente également les dimensions caractéristiques de ces toles. Cette géométrie avait
été validée a ’aide d’un modéle numérique qui a permis de conclure que la présence des
liaisons n’a pas d’influence notable sur les principaux résultats que nous allons présenter.
Cette particularité sera justifiée par la suite a 1’aide de ’analyse harmonique des signaux
mesures.

Les toles ont été assemblées suivant le principe de décalage présenté, comme le fait
apparaitre la figure 3.5 ot on voit que la direction de laminage du stator comme celle du
rotor est décalée d'une couche a la suivante d’'un angle constant 3. Les maquettes ont une
hauteur de fer lf., de 8cm, les toles sont serrées a 'aide de deux plaques de bois massif
et de quatre tiges filetées, comme le montre la figure 3.6. Ceci permet la réduction des
entrefers pour le passage du flux d’'une tole a 'autre. Elles portent au stator un bobinage
triphasé a p = 2 paires de poles, 36 encoches, 3 encoches par pole et par phase et n® =5
conducteurs par encoche. Ce bobinage sera qualifié de bobinage statorique. Un bobinage
auxiliaire similaire au bobinage statorique a été mis en place dans les mémes encoches.
Celui-ci a été réalisé avec un fil plus fin et avec un seul conducteur par encoche (n® = 1).
Ce bobinage auxiliaire permet d’estimer 'induction créte dans ’entrefer en y mesurant
la f.e.m. induite ce qui permet de s’affranchir de la chute de tension dans la résistance
et I'inductance de fuite du bobinage statorique. Le bobinage a été trés difficile a réaliser
car le rotor est relié mécaniquement au stator. Le fil utilisé pour ’enroulement statorique
a une section de 2.5mm? et une isolation plastique qui permet de réduire I'endommage-
ment du fil lors du bobinage. La figure 3.7 donne le schéma du bobinage statorique. Eq
correspond a l'entrée de la phase ¢ et Sq la sortie. Précisons que nos expérimentations
sont réalisées en couplant en étoile les bobinages statoriques et auxiliaire.

21. Pour les plans détaillés, voir annexe B, page 138 et 139.
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Liaison

FIGURE 3.4 — Géométrie des toles découpées

Rotor

Stator

FIGURE 3.5 — Assemblage des toles.
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FIGURE 3.7 — Schéma bobinage statorique
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3.3 Procédure de calcul

3.3.1 Estimation de I'induction créte dans ’entrefer

L’induction créte dans Uentrefer b, est un parameétre trés important dans la conception
des machines tournantes, sa valeur dans les machines du commerce oscille entre 0.6 T et
0.9T. Cette grandeur est prise comme paramétre de référence pour les différents proto-
types testés. Pour la calculer, la f.e.m simple e, induite aux bornes du bobinage auxiliaire
a été utilisée. Le calcul est fait avec I’équation 3.1. Etant donné que b, peut étre exprimé
comme : b, = b, cos(wt — ph* — 6%), le flux embrassé par le bobinage de la phase ¢ du
bobinage auxiliaire s’écrit :

. [3gtana-1)
Yaq = 3N Pk Ryjel perbe cos(wt — ph® — §°)db?

20— 55 (a-1)
ol Ry = 0.06m est le rayon d’alésage, w la fréquence angulaire de ’excitation, 6°
I’angle polaire de référence par rapport a ’axe de la phase 1, 0° la phase qui dépend de
l'origine de temps et k* = 0.96 le coefficient de bobinage auxiliaire ; Comme e, = Qg

dt
on en déduit que :
7 \/EECL

¢ QanQRalelfeTw

ou F, représente la valeur efficace de la f.e.m simple induite dans le bobinage auxiliaire.

(3.1)

3.3.2 Pertes fer

Le comportement de ces prototypes, alimentés avec une source triphasé sinusoidale
équilibrée de tensions, peut étre étudié, pour le fondamental, avec le circuit équivalent
monophasé d’une machine asynchrone (figure 3.8). En effet, cette structure est compa-
rable & un moteur avec rotor calé (glissement s = 1). Dans ce cas, la résistance rotorique
1! est celle qui limite les courants induits dans les toles rotoriques. Etant donné que s = 1,
toute la puissance dissipée par r.. représente les pertes fer rotoriques (puissance mécanique
nulle).

ls et 7y sont 'inductance de fuites et la résistance statoriques.

L], correspond a I'inductance magnétisante.

R, est la résistance qui caractérise les pertes fer statoriques.

Il et r. sont I'inductance de fuites et la résistance rotoriques ramenées au stator.

rqe et [, correspondent a la résistance et a I'inductance de fuites du bobinage auxi-

liaire.

® is, iy, 1,4 Uy, SONt respectivement le courant total statorique, magnétisant, magné-
tisant actif et magnétisant réactif.

e ¢, f.e.m interne.

T

Notons que dans ce cas, I’absence de rotation du rotor (s = 1), se traduit par des pertes
HF dues a l'effet de denture pratiquement nulles (voir chapitre 4). Les pertes fer totales
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FIGURE 3.8 — Circuit équivalent monophasé utilisé pour les calculs.

Pr,, correspondent aux puissances actives dissipées par Rj, et 7., donc Py, résulte de la
valeur moyenne du produit entre le courant statorique ¢, et la f.e.m e, cette quantité est
notée (ise,). Ainsi P7,, peut étre exprimé comme Pf, = 3 (mise,), olt m est le rapport
des nombres de spires n®/n® (5/1)(le coefficient de bobinage est le méme pour les deux
bobinages, c¢’est pourquoi il n’apparait pas dans la définition de m). Les mesures ont été
réalisées avec un wattmetre de précision Yokogawa WT230.

Les prototypes testés en champ tournant seront notés Nuance]3°, ot Nuance corres-
pond au type d’acier : GO, HGO ou NO ?2. d est 'épaisseur des toles utilisées en centiéme
de millimeétre et 3 est I'angle de décalage.

3.3.3 Calcul du NO3; hypothétique

Comme précédemment, les valeurs mesurées utilisant les prototypes fabriqués avec
du GOs35 sont comparées avec celles mettant en ceuvre du NQOsg. Il est bien connu qu’il
existe une influence de I’épaisseur des toles sur les pertes fer, notamment sur les pertes
dynamiques et par excés (section 1.3). Donc, afin de connaitre les pertes produites par
un NO épais de 0.35mm en champ tournant, un modéle simplifié des pertes en fonction
de I’épaisseur est proposé. Celui-ci difféere de celui présenté a la section 2.3.6 car, dans
le contexte actuel, il est difficile de séparer les pertes classiques des pertes par excés. De
plus, pour utiliser le modéle de la section 2.3.6, il est nécessaire de connaitre les pertes
statiques et il est trés difficile d’exciter a basse fréquence en sinusoidal triphasé. En outre,
en champ tournant, les pertes statiques résultent de ’hystérésis tournante que conduit a
un comportement assez particulier (section 3.1.1).

22. Voir tableau 1.4 pour les caractéristiques correspondantes.
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On part d'une hypotheése largement utilisée dans la modélisation des pertes fer dans les
machines tournantes (Ionel et al. 2007), (Seo et al. 2009), (Bertotti & Boglietti 1991). On
ne tient compte que de deux types de pertes par cycle : pg, statiques et pg,,. Ce dernier
terme réunit les pertes classiques et les pertes par excés car les pertes par excés sont tres
difficiles a estimer dans ce contexte. De plus, py,,, est supposé proportionnel au carré de
I'épaisseur des toles comme dans le modeéle classique (équation 1.4). Les équations 3.2
et 3.3 définissent les pertes par cycle totales pj,, .

p;er = p;—ta + pgyn (‘]) (32)

p}er = kO + klf (‘]> (33)

Nous avons montré par des moyens expérimentaux que les pertes statiques, en champ
unidirectionnel, sont indépendantes de I'épaisseur des toles pour le NOsy et le NOss
(section 1.3.2). Cependant, dans le contexte considéré I'excitation est réalisée en champ
tournant et il convient de vérifier, compte tenu de notre remarque précédente, que cette
propriété reste satisfaite dans ce cas. Des essais a différentes fréquences avec le HGOZ,90°
et HGOZ,90° on été réalisés. La validation est basée sur l'utilisation des résultats des
essais du HGOZ;90° pour déduire ceux du HGO3,90°. Les essais sont réalisés mettant
en ceuvre un générateur synchrone entrainé par une machine a courant continu. Ce type
de manipulation permet d’avoir une tension triphasée sinusoidale & fréquence et ampli-
tude réglables, ce qui n’est pas le cas d'un variateur de vitesse traditionnel, qui impose
le rapport entre la tension et la fréquence et introduit des effets de haute fréquence. Ce-
pendant, la plage de fréquences de travail restant limitée, les essais ont été réalisés pour
des fréquences comprises entre 20 Hz et 55 Hz avec pour paramétre b. Nous avons utilisé
les prototypes HGO,90° et HGO3;90° car nous ne disposions que d'un seul prototype
fabriqué en NO, le NOJ,, ce qui nous empéchait de mettre en ceuvre cette procédure avec
ce type d’acier.

La figure 3.9 (a) présente les pertes par cycle pour HGOZ,90° ou pZ,, est I'extrapola-
tion des pertes pour une fréquence égale a zéro (équation 3.3). De méme, pZ,, est estimé
pour HGOZ,90° (figure 3.9 (b)). La figure 3.9 (c) montre pZ,, pour les deux prototypes
(les 2 courbes sont confondues) ou I'on peut voir que 'hypothése de I'indépendance de
Pl Vis-a-vis de I'épaisseur est aussi valable sous une excitation en champ tournant. On
enléve p, de pj., pour retrouver pj . (figures 3.10 (a) et (b)), ensuite on multiplie les
Py (HGO3390°) par le carré du rapport d’épaisseur de toles (0.30/0.23)%. Les pj,,, calcu-
lées sont ensuite sommeées avec les pZ,, (figure 3.9 (c)) pour retrouver les pertes par cycle
HGO3,90° calculées a partir du HGO3,90° notée p7,,.(HGO3; 3,90°). La figure 3.10 (c)
présente les quantités p7,,. (HGO5,90°) mesurées et calculées. On constate que la méthode
permettant d’estimer les pertes fer pour une autre épaisseur est, en premiére approxi-
mation valable. Elle sera donc utilisée pour le calcul du NO3; hypothétique partant des
mesures du NOJ,.
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FIGURE 3.9 — Pertes fer par cycle p},, pour : (a) HGO3;,90°; (b) HGO3,90°; (c) Pertes
statiques H(GO3390° et HGO3,90°.
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cycle HGO3,90° et HGOF5_5,90°.
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3.3.4 Vérification du contenu harmonique

La présence des liaisons entre stator et rotor (figure 3.4) perturbe la distribution spa-
tiale de 'onde d’induction d’entrefer b.. Afin de quantifier leur influence sur les mesures
réalisées, les spectres harmoniques du courant statorique ¢ et de la f.e.m composée induite
dans I'enroulement auxiliaire notée eqq—(44+1) ont été analysés (figure 3.11). Le calcul du
Taux de Distorsion Harmonique (TDH) a été effectué avec I’équation 3.4, lorsque le stator
est alimenté avec une source triphasée de tension V variable a fréquence fixe de 50 Hz.

\/RMStQ()tal - RMSj%undamental

TDH =
RMSfundamental

x 100% (3.4)

La figure 3.12 présente le TDH de i et de eqq—(441) en fonction de V; et l;e, relevé lors
des essais réalisés avec une maquette construite avec du HGO3,90°. Ces deux grandeurs
sont impliquées dans la mesure des pertes fer Pf,.. On constate que leur TDH est tres
faible (moins de 0.6% pour des faibles valeurs de V; et moins de 0.1% pour V; >11V),
il est donc possible de conclure que ces harmoniques n’ont pas d’influence significative
dans la mesure de Pj,.. Etant donné que b, résulte de I'intégration de e, il en résulte que
I'influence des harmoniques sur b, sera également moindre.

3.4 Résultats

Dans une machine courante du marché, la valeur de b, oscille entre 0.6 T et 0.9 T. Les
résultats présentés ci-apres sont exprimés en fonction de b, afin de donner une idée du
comportement de la structure sous conditions normales d’utilisation.

3.4.1 Influence de (8 avec NO;,

Afin de voir I'influence de 3 en utilisant des téles NO, plusieurs essais ont été réalisés
utilisant NOsp. Le NOsq est un matériau qui a une faible anisotropie (voir section 1.3.2),
donc [ ne devrait pas avoir d’'influence sur les performances de cette configuration. La
figure 3.13 (a) présente les pertes fer mesurées en fonction de I'induction créte dans 1’en-
trefer. On s’apercoit, comme cela était prévisible, que la valeur de § n’affecte pas sensi-
blement les pertes fer de ce type de matériau (maximum 2.5% d’écart pour NOZ;90° pour
des valeurs de b, entre 0.7T et 0.9 T). Ceci confirme ce qu’on trouve dans la littérature
e.g (Shiozaki & Kurosaki 1989) ot on montre que le NOso n’est que légérement anisotrope.
L’écart rélatif a été calculé conformement & I’équation 3.5, pour des valeurs de b, don-
nées comprises entre 0.7 T et 0.9 T. Les résultats obtenus sont présentés a la figure 3.13 (b).

P},(NOZ,00°) — Pf,,(NOZ,3°) > (3.5)

APTBT o| b = T T
fero0e (0.7 T<b.<0.9T) < P7,, (NOZ,00°)
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(a) 45 _[NO%OOOO (b) 3
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FIGURE 3.13 — (a) P, pour les différents 3 testés; (b) Différence en % par rapport a

NOZ,00° pour 0.7T < b, <09T).

3.4.2 Etude du GO3;5°

Dans la section 2.3, il a été montré que pour les couronnes statoriques soumises a un
champ unidirectionnel, la valeur de 3 optimale est 90°. Les essais présentés dans cette
section permettent de vérifier que, sous un champ tournant, 7 = 90° est toujours ’angle
de décalage qui donne les meilleurs résultats. Plusieurs valeurs de [ ont été testées :
6 = 0°,30°,40°,50°,60°, 70°,80°,90°. La figure 3.14 donne I’évolution des pertes fer en
fonction de lA)e pour GO 3° et NOs.

Les pertes des prototypes GOZI;(30° — 80°) sont pratiquement les mémes de sorte
qu’elles sont présentées par une seule et unique courbe. L’évolution de la différence entre
les configurations GO3;3° et NOZ, a été calculée d'une facon semblable a celle présentée
a l'équation 2.4. On peut voir a la figure 3.15 que la configuration qui présente le moins
de pertes est GO3,90° suivi des autres GOZ;3°.

Il apparait que par rapport a NOZ,3° le GO3;90° présente entre 55% (136 =0.1T) et
25% (b = 0.9T) de moins de pertes. Cette comparaison par rapport au GO};00° conduit
a des écarts qui sont respectivement de 50% et 15%.

3.4.3 Comparaison GO3;90° et NO;; hypothétique

Afin de compléter I’étude comparative entre les pertes présentées par le GO et le NO
en champ tournant, le modéle exposé et vérifié dans la section 3.3 est utilisé pour estimer
les pertes que présenterait un NOj; hypothétique NOg3y,, ., en champ tournant.

La figure 3.16 (a) présente les mesures de pertes réalisées a fréquence variable pour
NO}, et leur extrapolation a 0 Hz. Cette extrapolation permet d’estimer les pertes sta-
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tiques de ce matériau (équation 3.3, figure 3.16 (b)).

Ensuite, on utilise 'hypothése que les pertes dynamiques sont proportionnelles au
carré de 'épaisseur des toles (équation 1.4). On multiplie les pertes dynamiques par le
carré du rapport des épaisseurs, dans ce cas (%)2. Il faut noter que cette hypothése est
pessimiste, car dans ce cas on a regroupé les pertes classiques et les pertes par excés dans
un seul terme bien que, dans la littérature, on lit que les pertes par exces sont plutdt

proportionnelles & la racine carré de I’épaisseur (équation 1.5).

Ainsi les pertes NOZ,,., pour une fréquence de 50 Hz sont estimées (figure 3.17 (a))
et comparées a celles du GOZ;90° montrant que, méme si I'acier NO avait une épaisseur
égale & celle du GO, il présenterait plus de pertes que le GOZ;90°. GOI;90° présente entre
28% et 15% de moins de pertes que le NOZ5,, ., pour les valeurs de b, entre 0.6 T et 0.9T
(figure 3.17 (b)).

La différence relative entre GO3;90° et NOZ,, ., de la figure 3.17 (b) est calculée
suivant :
P}—er(NOg;Shypo) - P}—er(GOé—E)gOo)
P}—er(NO§5hypo)

APf,,. = (3.6)

Rappelons que dans les machines conventionnelles, I'acier utilisé est épais de 0.65 mm
(Beckley 2002), Les différences mesurées seraient encore plus importantes par rapport au
NOgs. La figure 3.18 (a) présente Pf,,. en fonction de b, pour NOgs,, ., estimé de la méme
maniére que le NO3g, ., et pour NOZ; et GO3;90°. La figure 3.18 (b) donne I'évolution
de AP, (équation 2.4) entre NOg; et GOZ590°. On peut voir que GO3;90° conduit entre
40% et 58% a moins de pertes.

Afin d'illustrer davantage la différence entre les pertes statiques du NOZ, et du GO3;90°,
la figure 3.19 présente les pertes par cycle mesurées et extrapolées pour ces deux proto-
types. On peut voir que les pertes statiques du NO], seules sont du méme ordre de
grandeur que les pertes totales du GO3;90° a 50 Hz. Donc, si on se base sur ce modéle, on
pourrait dire que méme une nuance infiniment fine de NO présenterait plus de pertes fer
que le GO3;90°

3.5 Calcul de 'incertitude de la mesure

Nous avons présenté plusieurs courbes concernant les pertes fer des différents proto-
types. Ces mesures ont été réalisées avec un Wattmetre de précision Yokogawa WT210
concu pour la mesure de faibles valeurs de puissance. Le constructeur de 'appareil de
mesure donne des valeurs de précision concernant la tension et le courant pour un facteur
de puissance de 1. Or, nos prototypes sont trés inductifs, ce qui donne des facteurs de
puissance plutot proches de 0. Afin de quantifier 'incertitude sur la mesure de puissance,
une série de 10 essais pour différentes valeurs d’induction créte dans 'entrefer a été réa-
lisée. Ces essais n’ont pas été faits 'un aprés 'autre, mais aprés d’avoir refait le montage
a chaque fois. Le prototype choisi pour la répétition des essais est le HGOZ;90° (Voir
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FIGURE 3.18 — (a) P7,, en fonction de b. pour : NOGshp00 NOZy, GOZ90°; (b) Compa-
raison entre NOgs;, ., et GO3;90°.
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FIGURE 3.19 — Pertes par cycle de : (a) NOZ;; (b) GO3;90°.
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FIGURE 3.20 - En fonction de b, : (a) Pf,,; (b) PJ,.

tableau 1.4 pour les caractéristiques du HGOs3;5 dans le sens de laminage).

La méthode de calcul pour l'intervalle de confiance utilisée est la méme que celle pré-
sentée a la section 2.3.8. La mesure de P, présente, a un niveau de confiance de 95%,
une incertitude maximale de 5.22% et en moyenne 2.79%. La figure 3.20 (a) représente

la moyenne des pertes mesurées Pj_ en fonction de b., avec leurs intervalles de confiance
correspondants. La figure 3.20 (b) présente les différentes valeurs PJ,, mesurées en valeur

relative P~

Fer,. = Pler,/ Pf,, avec leur intervalle correspondant d’incertitude.

On peut donc conclure que, si 'on répéte une des mesures précédemment présentées,
on trouvera les mémes valeurs a +2.79%, ce qui ne remet pas en cause les conclusions des
comparaisons présentées car les différences mesurées sont largement supérieures. D’autre
part nous avons vérifié la répétabilité de d’expérience en montant de démontant plusieurs
prototypes ce qui menait & chaque fois a des résultats treés proches.

On peut voir que 'incertitude de cette mesure est supérieure a celle de la section 2.3.8,
cette particularité est principalement tributaire au fait que dans ce cas la mesure est réali-
sée en triphasé en mettant en ceuvre la méthode de deux wattmeétres. Les pertes mesurées
par cette méthode sont issues de la somme de deux mesures de puissance, ce qui implique
la somme de deux incertitudes. De plus, le faible facteur de puissance qui caractérise ces
prototypes augmentait d’avantage l'incertitude.
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3.6 Prédétermination des pertes en champ tournant

A partir d’essais en champ unidirectionnel alternatif (section 2.3) nous avons estimeé les
pertes présentées par des prototypes "Moteur statique". Les différentes étapes de calcul
réalisées sont :

e Extrapolation des pertes : Etant donné que le but de cette étude est d’estimer
des pertes en champ tournant & partir d’essais en champ unidirectionnel, les mesures
réalisées en champ unidirectionnel sont extrapolées pour les fréquences et les niveaux
d’induction nécessaires pour les calculs.

e Estimation des pertes dans les dents : En supposant une induction d’entrefer
sinusoidale, 'induction moyenne créte dans les dents des prototypes est estimée afin
de pouvoir déterminer leurs pertes statiques et dynamiques. Ce calcul est réalisé
partant de ’hypothése que les pertes dans les dents sont des pertes en champ uni-
directionnel et peuvent étre déterminées par une correction de volume des pertes
dans les couronnes (section 2.3).

e Estimation des pertes dans la culasse : Partant de I’hypothése que tout le flux
d’entrefer se referme dans la culasse, I'induction moyenne dans celle-ci est estimée.
Avec cette valeur et la théorie des pertes fer en champ tournant (Annexe D), les
pertes dynamiques tangentielles sont déterminées. Puis, partant des pertes tangen-
tielles, les pertes normales sont & leur tour estimées conformément & la relation
présentée en Annexe D.

e Pertes fer rotoriques : Les rotors des prototypes testés sont lisses (absence de
barres ou conducteurs rotoriques), nous partons donc de 'hypothése que les phé-
nomeénes qui ont lieu dans le rotor sont en champ tournant. Ce phénomeénes sont
similaires a ceux qui se produisent dans la culasse statorique.

e Pertes totales : Les pertes statiques et dynamiques de chaque partie du circuit
magnétique sont additionnées (principe de superposition) et comparées aux pertes
mesurées.

3.6.1 Extrapolation des pertes

L’estimation des pertes en champ tournant est basée sur les mesures de Py, faites
en champ unidirectionnel avec les couronnes statiques NOsy. Lors des essais réalisés avec
les couronnes statoriques (champ unidirectionnel alternatif), des expérimentations a dif-
férentes fréquences ont été réalisées pour différentes valeurs de l;g et de f allant de 0.1T
a 1.27T et de 2Hz a 50 Hz. Ces résultats sont extrapolés & 0Hz et & 1.5T afin de pouvoir
estimer les pertes statiques et les pertes & un niveau élevé d’induction (figure 3.21). Nous
faisons cette extrapolation car lors des essais réalisés avec les moteurs statiques, I'induc-
tion a certains endroits du circuit magnétique était plus importante que 1.2T. Pour la
réalisation de cette étude, nous nous intéressons seulement au deux principaux types de
pertes par cycle, pertes dynamiques pg,, et statiques py, comme cela a été expliqué a
la section 3.3.3. Les mesures de py., a différentes fréquences permettent de les séparer
(figure 3.22). Nous en avons profité pour appliquer la méme procédure au GO3590° afin
de comparer leurs pertes statiques et dynamiques (figure 3.23), on peut voir qu’au ni-
veau de payn, GO3590° présente des valeurs légérement plus importantes. D’autre part, au
concernant pgq, NOsg présente des pertes 3.5 fois plus importantes a Z;g donné.



3.6. Prédétermination des pertes en champ tournant 89

(a) (b) (c)
10 ! " ¥ T - o " " " "
- Jb~12T C 0 lr50Hy o 5012
9t ce Of -~ e L
. 12+
8f - - o 8b - -
rd T [/ 7 —
= - = St
Eel. .o/ [/ ] Sl -
5 p = =
Q‘N‘E) ........ iR Q* 5 ......... Q_(
ab L e ab oo 6
ol Iy % ;
o2f - S S A - 2 %% 3 2
. + r T . _u,_'f" ) ,.
1 - { . ) 1 B = :‘:"— T T jj ::‘ --- (= r,- "rJ"JrJrVL
oW+ [5-04T V- sESENEERIE) MNP . S SEh S SR PaIc
0 10 20 30 40 507 02040608 1 1.2 0 03 06 09 1.2 1.5
+ mesures (Hz) by (T) b, (T)

FIGURE 3.21 - Pour NOs :(a) Py, en fonction de la fréquence (interpolation des mesures),
parameétre b, ; (b) Py, en fonction de l'induction, parameétre f; (c¢) Extrapolation des
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pertes fer pour b, = 1.5T, parametre f.

Nous avons, par exemple, & 50 Hz et Bg = 1T, pour GO3590° Py, = 3.07TW et
Py, = 1.131W. Pour NOsy Pyyn = 2.92W et Py, = 4.12W. Pour déterminer ces gran-
deurs, les valeurs présentées sur les figures 3.22 et 3.23 sont multipliées par 50 Hz. Il
est intéressant de constater qu’au niveau des pertes dynamiques, méme si la maquette
GO3590° est fabriquée avec des toles plus fines que celles du NOsq elles présentent des
pertes trés proches. Ceci est justifié par la répartition de l'induction. Les pertes dyna-
miques sont proportionnelles au carré de l'induction et celle-ci est plus concentrée sur la
moitié des toles dans le cas de GO3590° (section 2.4). D’autre part, au niveau des pertes
statiques NOsg présente 3.6 fois plus de pertes que GO3590°, ceci est justifiée par la forte
présence de ce type de pertes dans ce matériau (section 1.3.2).

3.6.2 Estimation des pertes dans les dents

Dans les dents de la machine, I'induction est quasiment unidirectionnelle avec une in-
duction, supposée uniforme sur la largeur d’une dent, qui présente une valeur qui dépende
de I’abscisse considérée sur la hauteur de la dent. Les pertes fer dans les dents sont donc

estimées en calculant une induction créte <l3d> a4 mi hauteur de la dent et en déterminant

leur pertes par une correction de volume en partant des mesures réalisées avec les cou-
ronnes.

Le principe de conservation du flux se traduit par I’égalité : Flux moyen <l;e(pd)> Spd

dans ’entrefer sous un pas dentaire = Flux moyen dans une dent <Bd> Sa, ol Spq et Sy

sont les surfaces moyennes d’un pas dentaire et d’une dent respectivement. Comme le
calcul des pertes prend en compte les valeurs de 'induction créte, nous allons considérer
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un instant ¢ tel que I'induction créte d’entrefer apparaisse dans ’axe d’une dent comme
précise la figure 3.24. Si le stator comporte N® dents pour p paires de poles, alors un pas

1 N 2T
dentaire correspond a oA
(a) ! )
< pd - e
0.996, 0 )
.................. { < be(pay>=0-9947b,
I 09920, b L
T . s A A U
< ~
0.988b,F /- -
0.984b,f - - - - L
-n/pN’ 0 /pN° 0.980,
0 -n/pN’ 0 n/pN°

0

FIGURE 3.24 — (a) Schéma d’un pas dentaire en plan développé; (b) b, devant une encoche.

Dans ces conditions particuliéres, I'induction d’entrefer par rapport a I'axe de la dent
s’exprime par :

be = b, cos(wt — pb) (3.7)

Il en résulte que :

. NS [5n° .
<be(pd)> _ 9P / N be cos(wt — pb)dh
2m Jo

R . N
<be(pd)> = be sin l

s Ns
L’égalité précisée initialement conduit a :
~ o 2R 1leTT
o () = () 2
d D) N (3-8)

ou Dy, est le diameétre d’alésage et [, la largeur moyenne d’une dent. On en déduit
donc que :

<z§d> S bi?sz,ln (3.9)

Une fois <l3d> déterminé, Py, les pertes totales dynamiques et Py, statiques a 50 Hz

de chaque dent sont déterminées en interpolant les mesures effectuées sur les couronnes
(figure 3.21 (c)). Ainsi, nous pouvons facilement déterminer les Py, et Py, dans les dents
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par une correction de volume.

3.6.3 Estimation des pertes dans la culasse

Dans ce cas encore, la régle de conservation du flux permet d’écrire que le flux moyen
sous un pole s’identifie au flux moyen dans la culasse dans 'axe interpolaire (I'induction

n'y présente qu'une composante : la tangentielle). L’induction moyenne sous un pole est
%,

. On a donc :
phy

définie par

(it) =03

La figure 3.25 présente schématiquement 'hypothése de calcul.

Flux qui se referme
dans la culasse

Flux d’entrefer

/ \'

FIGURE 3.25 — Hypothése de calcul de <l;§>

Une fois <b‘2> connu, nous pouvons déterminer pgy, et ps, pour cette valeur d’in-

duction en champ unidirectionnel utilisant les résultats des essais de la figure 3.22 et en
corrigeant les valeurs par le rapport de volume entre la culasse des moteurs statiques et
les couronnes statoriques.

Les pertes dynamiques en champ unidirectionnel peuvent étre corrigées en utilisant
les équations D.52, D.53 et D.32 pour calculer les pertes dues a I'induction tangentielle
en champ tournant. Une fois les pertes dues au champ tangentiel estimées, celles dues a
I'induction normale sont calculées avec 1’équation D.44. Une correction similaire est réa-
lisée avec les pertes statiques.
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3.6.4 Pertes fer rotoriques

Le fait de travailler sur le plan développé permet d’utiliser les mémes relations que
celles utilisées pour le calcul des pertes dans le stator.

s

r . le rayon intérieur.

Ry, est le rayon extérieur du rotor, A la hauteur rotorique et R

R, =R, + he.

ext

Dans le rotor nous avons la méme qualité de toles que dans le stator : Cc(f’;;yn) des
relations D.50 et D.10 devient :

U pim kj‘ Ry, Rgxtgtg

(3=) - cmo
C’ctg(dyn)(rotor) = " Y (3.10)
La constante y** dans ce cas devient :
Ry t Ral@
7% — 1 — 3'11
Y Rth Rale + hfﬂ ( )
La correction se fait sur R,
o) (rotor) R c r
ctg(dyn) _ _lemoy Rale + hr Gtgly (3 12)

CC(S;;yn) (stator) Rcs:moy Réve gy

Nous pouvons donc partir de I'induction moyenne dans le rotor <3;'i> donnée par :

<Bi> - le%b (3.13)

pour la réalisation des calculs de pertes rotoriques.

Une approche similaire a celle du calcul des pertes dans la culasse a été mise en ceuvre
pour le calcul des pertes dans le rotor. Ceci est justifié car dans le rotor, des phénomeénes
en champ tournant, similaires a ceux de la culasse statorique, sont aussi présents. La seule
différence dans le calcul est le volume de fer, pour la correction des pertes, et I'induction

moyenne dans le rotor <l§;‘i>

3.6.5 Reésultats des calculs

P et Pyyy, sont calculés séparément pour les différentes parties du circuit magnétique
des prototypes. La figure 3.26 présente Py, calculé et Py, mesuré. Les valeurs de Py,
et Py, sont issus des mesures a différentes fréquences (figure 3.16) qui permettent la
séparation des pertes comme il est expliqué a la section 3.4.3.

La modélisation montre que la plupart de P, est présente dans la culasse, suivi par
les dents et finalement par le rotor. Ce résultat suit la répartition de I'induction dans la

structure : Pour une valeur de, par exemple, b. = 0.9T le calcul donne <I;§> = 1.588T,
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FIGURE 3.26 — Pertes dynamiques : (a) Calculées; (b) Mesurées.
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FIGURE 3.27 — Pertes statiques : (a) Calculées; (b) Mesurées.
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<B;i> — 0457 et <z§d> — 1579

Au niveau de Py, la figure 3.27 présente les différentes valeurs calculées et mesurées.
On peut voir que, comme dans le cas de Fgy,, la plupart des pertes se trouve dans la
culasse. Cependant, contrairement a Fy,,, les calculs sont moins proches des mesures,
avec un écart d’environ 30%. Cet écart peut s’expliquer par la présence des phénoménes
en champ tournant, comme ’hystérésis tournante, qui peuvent difficilement étre pris en
compte analytiquement.

3.6.6 Exemple de calcul

Afin de montrer un cas concret de calcul, les valeurs des différentes pertes calculées
par cette méthode, pour b, = 0.5T, sont présentées ci-apres :

Calcul des pertes dans les dents
Induction moyenne devant les dents <Be(pd)>: 0.498 T

Induction moyenne dans les dents <l;d>: 0.8779T

Volume couronne—= 5.2743x10~% m?
Volume des (N* = 36 dents)= 2.7344x10~*m?
Rapport de volumes Culasse/Dents= 0.5184

Pertes dynamiques couronne Pj((dzzl)(().8779 T)=2.1886 W

Pertes statiques couronne Pj((:(zt)(o.8779 T)=3.4919 W
Pertes dynamiques corrigées dents (0.8779 T)=1.1346 W
Pertes statiques corrigées dents (0.8779T)=1.8103 W
Calcul des pertes dans la culasse statorique
Volume culasse— 7.22x10~* m?

Rapport de volumes Culasse/Couronnes= 1.369
Induction moyenne créte dans la culasse= 0.8824 T

Pertes dynamiques couronne Pj((dzyzl)(().8824 T)=22W

Pertes statiques couronne Pf((jgt)(o.8824 T)= 3.519W
Pertes dynamiques corrigées= 3.024 W

Pertes statiques corrigées= 4.818 W

y**=0.8172.

914(y**, p)=0.91 (Equation D.32)
K3%) (stator)=1.0067 (Equation D.53)

tg(y>*,p
Pertes dynamiques tangentielles culasse P;f(j;n) =3.0449 W
Pertes statiques tangentielles culasse P;f(z)a): 4.08503 W

Rapport Pertes tangentielles et normales (EquationD.44)=17.9452
Pertes dynamiques normales P2 = 0.1697 W

cndyn
Pertes statiques normales P2~ — 0.2703 W
Pertes dynamiques totales culasse= 3.2146 W
Pertes statiques totales culasse= 5.1206 W

Calcul des pertes dans le rotor
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Induction moyenne dans le rotor=0.2521T

Pertes dynamique couronne Pf((dzzl) (0.2521T)= 0.177TW

Pertes statiques couronne P2 1(0.2521T)= 0.5468 W

c(stat
Volume rotor= 8.89x10~% m?

Rapport de correction volume=1.687
y"*=0.5609

9tg(y"™, p)= 0.2011

K5 \(rotor)= 0.2202

tg(y>*,p
Pertes dynamiques rotor tangentielles P;S’(z;n): 0.0660 W

Pertes statiques rotor tangentielles P;S’:t)a): 0.2031 W

Rapport Pertes tangentielles et normales (Equation D.44)=2.4830

Pertes dynamiques rotor normales P;Ez;z: 0.0266 W

Pertes statiques rotor normales PZ,EE’;): 0.0818 W
Pertes statiques totales rotor= 0.2849 W

Pertes dynamiques totales rotor= 0.0926 W
Pertes totales

Pertes dynamiques totales= 4.442 W

Pertes statiques totales=7.216 W

3.7 Conclusions sur expérimentations en champ tour-
nant

Des essais en champ tournant ont été réalisés en mettant en oeuvre des prototypes
ayant une géométrie proche de celle d’'une machine tournante. Dans ce cas particulier, les
prototypes ont un rotor et un stator, mais le rotor, reli¢ mécaniquement au stator, n’est
ni denté ni bobiné.

Nous sommes conscients de 'influence qu’a sur les pertes fer le fait d’avoir un rotor
statique : d’'une part 'augmentation des pertes fer rotoriques due a la fréquence des cou-
rants de Foucault qui est la méme au rotor et au stator. Cependant, on peut supposer
que les pertes mesurées correspondent principalement a celles du stator car, dans le fer
rotorique, l'induction est assez basse dans la mesure ot le flux peut s’y répartir plus faci-
lement puisqu’il est lisse. Au niveau des différentes comparaisons réalisées, on peut dire
que les essais ayant été faits de la méme fagon pour les différentes nuances testées, ces
comparaisons sont valables.

Cette manipulation ne remplace pas un test avec une vraie machine tournante, mais
elle nous a servi pour confirmer ce qui a été observé précédemment (sections 2.3 et 2.4).
On a pu constater que la présence d’'un champ tournant n’influence pas les conclusions
au niveau de 'optimisation de la structure, c’est a dire que § = 90° semble présenter tou-
jours les meilleurs résultats dans la mesure ot les pertes prépondérantes correspondent a
la composante tangentielle de I'induction dans le fer de la culasse statorique.



3.7. Conclusions sur expérimentations en champ tournant 97

Nous savons que l'induction au niveau de dents est, a cause de leur section, environ
deux fois celle que 'on impose dans 'entrefer. Les pertes fer, tant qu’a elles, sont pro-
portionnelles au carré de l'induction, nous pouvons donc conclure que les dents d’une
machine sont des zones qui présentent des niveaux élevés de pertes fer. Au chapitre 2,
nous avons vu qu’en champ unidirectionnel, le flux trouve sur la hauteur de I’empilement
les toles les plus perméables pour s’y instaurer, réduisant ainsi les pertes. On peut sup-
poser que cette répartition aura aussi lieu dans les dents d’une machine AC, ou le flux
est principalement normal, et dans les zones de la culasse ou le flux est complétement
tangentiel (voir figure 3.1 (b)). Cette particularité justifie en partie les résultats trouvés
expérimentalement ot § = 90° a présenté les meilleurs performances.

En ce qui concerne les zones ou il y a la présence de deux composantes d’induction
(normale et tangentielle), prédéterminer leur répartition est assez difficile, nous pouvons
a priori dire que le principe de minimisation de 1’énergie obligera au flux a profiter des
zones hautement perméables. Nous avons vu au chapitre 2 que sur la hauteur du circuit, le
décalage qui répartie au mieux les zones de haute perméabilité est 5 = 90°. Nous pouvons
donc penser que le flux, méme en champ tournant sera favorisé par ce décalage.

Un article a été rédigé concernant les essais présentés dans cette section sous le titre
"Validation of high-efficiency AC rotating electrical machine magnetic circuit by particu-
lar tests at standstill”. 11 a été présenté en septembre 2009 lors de la conférence SMM 19
a Turin en Italie (Lopez et al. 2009q).
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4

Expérimentation avec des machines
asynchrones

Dans les deux chapitres précédents, le principe de décalage des toles a été testé en
champs unidirectionnel (couronnes statoriques) et tournant (moteurs statiques). Les ré-
sultats montrent que ce principe permet, pour la méme masse de matériau, de réduire les
pertes fer et le courant magnétisant si I’on compare un circuit GO au NO classique. Ceci
est vrai lorsqu’on considére les GOS en comparant un décalage de § = 90° par rapport
aux autres valeurs de 3, mais aussi, si 'on compare le GO3590° par rapport au NOgs qui
est traditionnellement utilisé pour la conception des machines électriques tournantes.

Cependant, une machine tournante présente plusieurs types de pertes : pertes fer, par
effet Joule, mécaniques... (section 1.1). Il est difficile d’estimer, & priori, avec précision,
I'impact qu’un circuit magnétique fabriqué avec du GO peut avoir sur le rendement d’une
machine. On peut supposer qu’il y aura une réduction des pertes fer (sections 4.4.1.0,
et 3.4.2) et une légere réduction du courant magnétisant compte tenue de la réduction de
la consommation d’ampére-tours dans le fer (section 2.3.3). Ces informations demeurent
cependant insuffisantes pour apprécier le gain éventuel sur le rendement.

Le meilleur moyen de connaitre 'influence du GO dans les machines tournantes était
d’en construire et de comparer ses performances a celles obtenues avec une machine
conventionnelle. Pour cela, nous avons contacté une société qui répare et rebobine des
machines électriques. Nous lui avons demandé de démonter le circuit magnétique stato-
rique de moteurs asynchrones de 10kW et de le remplacer par des circuits GO décalés.

Une campagne d’essais a été réalisée sur ces machines afin de les caractériser. Ensuite
la norme (IEC-60034-2 2007) a été utilisée pour le calcul de leur rendement. D’autres
quantités, qui permettent d’apprécier le comportement de ces machines en charge, sont
également déterminées.

99
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Machine asynchrone d’origine
Tension  230/400V AY p=2
Courant  36.5/21.0A 1440tr/min 50 Hz

Puissance 10 kW cosp = (.81

Tableau 4.1 — Données des plaques signalétiques.

4.1 Stratégie mise en ceuvre

Nous avons fait réaliser différents types de machines, la machine de référence, ou d’ori-
gine, présentant les caractéristiques données dans le tableau 4.1. En fait, cette opération,
si on ne souhaite intervenir que sur le circuit magnétique statorique, est tres délicate car
elle nécessite :

e tout d’abord, d’acheter plusieurs machines "d origine"

e d’en garder une telle quelle pour servir de référence

e de démonter le bobinage statorique des autres ainsi que le circuit magnétique cor-

respondant (ABMC Calais)

e de découper des nouvelles toles conformément a celles qui existaient initialement

(Oxymétal Metz)

e de procéder éventuellement & un recuit (TKES Isbergues)

e de reconstituer le circuit magnétique suivant des recommandations spécifiques et

refaire le bobinage statorique (ABMC Calais).

Outre ces différents aspects, il était nécessaire, en début de thése de définir les angles
de décalage 3 que nous souhaitons introduire au niveau de I'assemblage des toles GO.

Pour ce faire, nous nous sommes basés sur des essais préliminaires (réalisés, pour la
plupart d’entre eux, 'année qui précédait notre inscription en thése) qui ont consisté a
tester lefficacité du décalage sur des coupelles. Ces coupelles sont de simples disques per-
cés en leur centre d’un trou de diamétre faible comparativement au diameétre extérieur du
disque. Ces essais, qui consistent a exciter l'assemblage & I’aide d’'un enroulement alimenté
en monophasé, ont mis en évidence que le décalage 5 de 60° conduisait aux meilleurs per-
formances (Hihat et al. 20100).

Nous avons donc fait réaliser un banc, qualifié de banc N°1, composé, en ce qui concerne
les machines asynchrones :

e de la machine d’origine NO2

e d’une machine GOs; avec un décalage 3 de 60° (GO 60°)

e d’une machine NOs avec également un décalage 3 de 60° (NO2L60°)

Les deux machines modifiées étaient dotées des rotors d’origine et présentaient un
entrefer minimal de 0.35 mm comme la machine d’origine.

Nous avons recu ce banc lors de notre second année de thése. Les investigations que
nous avons réalisées sur les couronnes statoriques et les moteurs statiques, pendant que
se construisait ce banc (couronnes statoriques, moteurs statiques), nous ont montré qu’en
fait, le meilleur décalage correspondait & 90°. Nous nous sommes, en effet, apercus que les
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coupelles, qui présentaient une "hauteur de culasse" beaucoup plus grande que le diamétre
d’alésage, conduisaient & un angle de décalage optimal de 60° a cause, probablement, du
trajet fortement elliptique des lignes de champs dans le fer. Par conséquent, les résultats
n’étaient pas directement transposables aux machines électriques réelles ot la hauteur de
culasse est petite devant le rayon d’alésage. Nous avons donc décidé de faire construire
un banc qualifié de N°2 qui comprenait une machine dont le circuit magnétique était en
G O35 décalé de 90°. Au niveau du banc N°2, nous avons décidé d’appliquer le principe de
décalage également sur les rotors. Ce banc N°2 était donc constitué de trois machines :

e une en GOs; décalé de 90° (GO390°)

e une en G035 décalé de 60° (GO 60°)

e une en NOsy décalé de 60° (NOX60°)

les rotors des NOM60° et GO 60° ne comportaient pas de cage de maniére & pouvoir
apprécier les effets HF dus a la denture (Brudny & Romary 2010). Le principe que nous
voulions mettre en ccuvre consiste a exploiter les couples engendrés par 1’hystérésis et les
courants de Foucault rotoriques. Nous avons re¢u ce banc N°2 pendant notre troisieme
année de these.

4.2 Reéalisation des machines du Banc N°1

4.2.1 Deécoupe des toles statoriques

Nous avons copié la géométrie des toles statoriques afin d’en faire découper en GO35 et
en NOsg. La figure 4.1 % présente la géométrie des toles qui ont été enlevées des machines.
Cette géométrie présente un probléme pour réaliser pratiquement les associations. On peut
voir qu’il y a plusieurs rainures pour les tiges de maintien, celles-ci empéchent un montage
simple juste en décalant les toles. Pour faire face a cette particularité, le plan de découpe
des toles statoriques a été décalé lors de la découpe comme le montre la figure 4.2, qui
considere un décalage (3 de 60°. Sur cette figure on voit comment trois toles sont découpées
dans une méme plaque, la DL étant différemment orientée dans chacune des toles. Pour
la machine ayant des toles décalées de 90°, une méthode de découpe similaire a été utilisée.

Compte tenue de la périodicité spatiale, il existe trois types de toles pour le décalage
60° et deux pour 90° : la premiére ou il n’y a pas de décalage, la deuxiéme qui a un
décalage de 60° ou 90° par rapport a la premiére et la troisiéme qui présente un décalage
de 60° ou 90° par rapport a la deuxiéme, soit 120° et 180° par rapport a la premiere.
Dans le cas de 90°, il faut découper seulement deux types de tole car la troisiéme serait
découpée comme la premiére. Nous avons montré a la section 2.3, figure 2.6 que a = 120°
a les mémes caractéristiques magnétiques que o = 60°, cependant, étant donné que la
géométrie des toles n'est pas symétrique (présence des fentes pour les tiges de maintient,
figure 4.1), il a fallu découper un type de tole pour le décalage 60° et un autre pour 120°.

Le probléme du décalage étant résolu, un nouveau probléme s’est posé : comment
différentier les types de toles une fois découpées tout en rendant cette tache facile pour
la personne qui réalise ’assemblage du stator. La solution trouvée est la création de re-
péres sur chaque tole (voir figure 4.3); un repére pour la tole de type 1, deux pour celle

23. Pour les plans détaillés, voir annexe B, page 140.
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Fentes pour les tiges
de maintient

Do

D,,; =200 mm
D, —122.55 mm

FIGURE 4.1 — Géométrie des toles statoriques.

DL I:I Repére

FIGURE 4.2 — Schéma de découpe des toles pour avoir 3 toles décalées de 60° dans une
plaque.
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N R N

Repére
_@//
Toéle de type 1 Tole de type 2 Tole de type 3

— |

Tole 3 —— |

Tole 2 —» |

Tole 1 — |

Assemblage: Az

FIGURE 4.3 — Repéres et assemblage.

de type 2 et trois pour le type 3. Ainsi, les toles peuvent étre différenciées facilement et
leur assemblage consiste a placer les toles les unes apres les autres dans 'ordre des repéres.

La découpe a été réalisée a I'aide d'un laser "Yag" qui garanti une précision de découpe
de 10 gm environ. Cet outil est souvent utilisé pour la découpe de toles de prototypes de
machines électriques. Les toles GO35 ont été ensuite recuites pour 'enlévement du stress
induit par le laser (Belhadj et al. 2003), (Beckley 2002). Les toles NOsq ayant un reveé-
tement organique ne peuvent pas étre recuites. En effet, il faudrait faire la découpe et le
recuit avant l'application du revétement (Beckley 2002).

Cette procédure de découpe pourrait étre envisagée pour la fabrication industrielle de
ce type de machines. Les toles pourraient étre décalées lors de la découpe par poinconnage
ou au laser (procédures les plus utilisées dans I'industrie (Beckley 2002)).

4.2.2 Caractérisation de la machine d’origine
Nuance d’origine

Afin de savoir avec quelle nuance d’acier les circuits magnétiques des machines avaient
été réalisés a l'origine, nous avons fait des essais avec les stators qui ont été enlevés des
machines modifiées. Ces essais, qui ont été effectués de la méme fagon que ceux présentés
a la section 2.3, permettent de mesurer des pertes NO proches des données fournies par le
fabricant. On a donc utilisé ce type de test pour estimer la nuance des toles constituant
le circuit magnétique statorique de la machine d’origine : Compte tenue de 1’épaisseur des
toles (0.65mm) et des pertes spécifiques, la nuance la plus probable est M 700-65 A (voir
tableau 4.2).

On peut donc en conclure que le fabricant de ces machines utilise une nuance de NO



104 Chapitre 4. Expérimentation avec des machines asynchrones

Officiel 1.5T Mesuré 1.5T Officiel 1T Mesuré 1T
M 700-65 A 7 W /kg 6.66 W /kg 3W/kg  3.17 W/kg

Tableau 4.2 — Comparaison entre les essais réalisés avec les couronnes utilisant les toles
d’origine et les valeurs données par les fabricants pour le M 700-65 A.

qui présente beaucoup de pertes spécifiques, sans doute pour réduire les cotits de fabrica-
tion. Cette philosophie est contraire a celle des moteurs & haut rendement o I’on cherche
avant tout a réduire les pertes. Une autre raison pour utiliser des toles épaisses concerne
la longueur équivalente de fer : plus les toles seront fines, moins de longueur équivalente
de fer il y aura a cause du facteur de foisonnement (tableau 4.3%).

Epaisseur (mm) Facteur de foisonnement

0.23 mm 95.5%
0.27 mm 96.0 %
0.30 mm 96.5 %
0.35mm 97.0%

Tableau 4.3 — Facteur de foisonnement en fonction de 1'épaisseur des toles (acier GO).

Bobinage

La figure 4.4 présente le schéma de bobinage des stators : il s’agit d’un bobinage a
p = 2, 4 encoches par pole et par phase et 23 conducteurs par encoche. La réalisation
est en bobines par poles avec 2 voies en paralléle. Afin de mesurer 'induction de travail,
une bobine exploratrice constituée d’un tour, a été placée. Pour ce faire, nous avons collé
un fil en haut de I’encoche sur une distance polaire comme le montre la figure 4.4. Cette
bobine permet de mesurer la f.e.m induite e, par 'onde d’induction d’entrefer.

La figure 4.5 présente la tension composée d’alimentation ug et f.e.m e, mesurées lors
d’un fonctionnement a vide. La forme d’onde de e, permet d’apprécier les harmoniques
dus aux effets de denture et autres phénomeénes non linéaires. Ces derniers pourraient faus-
ser la valeur du fondamental de 'induction d’entrefer l;é” (indice M précise qu’il s’agit de
machines tournantes). Afin d’éviter ce probléme, le fondamental eyo,—1 de €40y a été calculé.

Avec ces informations, nous pouvons déterminer I'induction créte fondamentale dans

Ientrefer I;é” , il suffit d’intégrer sur un pas polaire Uexpression de b, = b, cos(wt—ph*—5*). :

5 DEhob—1
pM — 20— 4.1
¢ ZZ%T Ralew ( )

24. Tiré de la brochure officielle d’acier GO de ThyssenKrupp E.S
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Bobine exploratrice

4.2. Réalisation des machines du Banc N°1
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FIGURE 4.4 — Schéma de cablage du moteur.

FIGURE 4.5 — Pour la machine NOM : u, et eyop.
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ou, w est la fréquence angulaire d’alimentation, R,. = 0.0613m le rayon d’alésage
interne du stator et I3{, = 0.179m la hauteur du fer. Le tableau 4.4 présente les valeurs
obtenues.

M A
be €hob—1

NOM 1.03T 355V

Tableau 4.4 — Valeurs créte des fondamentaux de e, et l;é” )

L’induction créte d’entrefer est d’environ 1T. Cette induction est trés élevée pour
une machine courante, cette machine est donc dimensionnée pour étre en saturation,
notamment au niveau des dents. Ceci pourrait s’expliquer par un intérét économique : si
un fabricant de machines se soucie peu des pertes fer et du courant magnétisant, il peut
dimensionner la machine de fagon telle qu’elle soit saturée, ainsi la masse de fer nécessaire
est minimale en dépit du rendement. Afin de confirmer ce résultat, nous avons réalisé
le calcul théorique de l'induction & 'aide des équations classiques de dimensionnement
de machines et des dimensions mesurées. Partant de I’hypothése que la chute de tension
dans la résistance et l'inductance de fuites statoriques est négligeable et que tous les
ampéres tours se retrouvent aux bornes de l'entrefer, la f.e.m interne s’identifie avec la
tension d’alimentation et ce fait, c’est cette derniére qui impose I'induction d’entrefer. La
définition de la f.e.m efficace par phase s’écrit :

E, =U,/V3=k"(¢.) fn (4.2)
on peut exprimer le flux moyen d’entrefer sous un poéle comme :

U

)= Ty

(4.3)

ou Uy =400V, n' = 23 x 4 x 2 = 184 est le nombre de conducteurs actifs en série par
phase, f = 50 Hz la fréquence d’excitation, 7 le coefficient de Hopkinson dont la valeur
est d’environ 1.03. Le coefficient de Kapp £'® est définit comme :

ker

V2

ot le coefficient de bobinage k% = 0.9577. l;éw peut étre exprimée comme :

K = = 2.127

pr — 90T g gy
25,
TRal}L,

ou la surface polaire S, = . Ce calcul confirme ce qui a été mesuré avec la

bobine exploratrice (tableau 4.4).
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(a) (c)
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FIGURE 4.6 — (a) APp12, ce qu'on veut mesurer; (b) Incertitude de la mesure de Py et
P2 ; (¢) Cas extrémes du calcul de APy ;(d) Incertitude dans le calcul de APpyo.

4.3 Essais réalisés a vide sur le Banc N°1

4.3.1 Présentation du probléme

Les pertes lors du fonctionnement a vide des machines ont été relevées en mesurant
simultanément le courant et la tension statorique. La f.e.m induite aux bornes des bobines
exploratrices n’a pas pu permettre de déduire les pertes fer comme pour les machines sta-
tiques (trop peu de tours).

Une machine fonctionnant & vide présente un facteur de puissance tres faible, ce qui
rend la mesure de puissance peu précise. Afin de quantifier son incertitude, une série de
cing essais a été réalisée sur I'une de ces machines. Les relevés ont été effectués aprés avoir
laissé chauffer la machine pendant 2h avant chaque essai afin qu’elle atteigne 1’équilibre
thermique. La méme méthode que celle présentée a la section 2.3.8 a été utilisée pour
calculer 'intervalle de confiance de cette mesure, on trouve +6.9%.

Si on mesure les pertes sur chaque machine une par une pour ensuite calculer la
différence, alors l'incertitude sur celle-ci sera le double comme le montre la figure 4.6.
L’incertitude dans le calcul de la différence entre les puissances consommeées par deux
machines Py;; et Pye, noté APy2, est exprimée comme :

APMlZ - PMl :l: OO69PM1 - PM2 Zi: OO69PM2

Etant donné que nous voulons mettre 'accent sur la différence entre les machines,
mesurer la puissance de chaque machine séparément peut introduire une erreur non né-
gligeable. Afin de faire face a ce probléme, nous avons utilisé une méthode différentielle
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de mesure.

4.3.2 Description de la méthode différentielle en triphasé

Les mesures ont été réalisées suivant une méthodologie proche de celle présentée a la
section 2.3.5. En effet, cette méthode peut étre appliquée en triphasé car Pyq, la puissance
d’une machine M1, peut étre exprimée comme :

1 /7 . . .
Py = T/ (v{mz{m + o) ¢ Uz]ylzyl) dt
0

ol véw Let if]” ! sont respectivement la tension simple et le courant de la phase ¢. Si on
ne relie pas le neutre entre la source et la machine il vient :

M1 _ M1 | =M1
—13 =1y +1

La puissance peut donc étre exprimée comme :

T
Pun =g [ (i) d
0
ou ué‘g} est la tension composée entre les phases ¢ et ¢’. Si on a une deuxiéme ma-
chine M2 alimentée en paralléle par la méme source d’alimentation, la différence entre les
puissances consommeées peut étre exprimée comme :

1

T T

, , 1 : :

APMH = T / (ulgli\/ll + UQ3Z§41) dt — T/ (U132¥2 + u232é\/12) dt
0 0

d’ou

I , . . .
APM12 = PM1 — PM2 = f\/o (’U,lg(’li\/jl — Zi\/[Q) =+ U23(Z§41 — 2342)) dt (45)

Le schéma de la figure 4.7 présente la méthode pour la mesure de la différence des
courants, qui nécessite d’utiliser des transformateurs d’intensité. Grace a cette technique,
nous faisons une seule mesure pour AP,;15. Nous pouvons supposer que 'incertitude cal-
culée précédemment de +6.9% est aussi applicable pour APy o, 'avantage est 'ordre de
grandeur de APy qui est beaucoup plus faible que celui de Py et Pyo. Ainsi, nous
pouvons mesurer la différence des puissances avec une trés faible erreur.

4.3.3 Reésultats obtenus sur le Banc N°1

Les machines ont été testées désaccouplées a vide. La méthode différentielle a été uti-
lisée pour mesurer la différence de puissances AP, entre les machines en prenant comme
référence la machine GO 60° APy = (PyNO}! ou PyNO2L60°)— P,GOX60°. La figure 4.8
donne les mesures différentielles de AP, en fonction de la tension composée efficace d’ali-
mentation U,. On voit que celle qui consomme le plus d’énergie est NOJ!, suivie par
NOM60°. Tl est a noter que AP, évolue avec la tension. Cette évolution est logique car
I'induction d’entrefer est liée a la tension d’alimentation ; donc plus la tension est élevée,
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FIGURE 4.7 — Schéma de cablage pour la mesure de (i}! — i??) et de ()1 — i312).

plus le circuit magnétique est saturé. Nous avons vu au chapitre 2 que la différence entre
un circuit classique NO et le GO décalé dépend de 'induction avec laquelle la machine
travaille. Nous avons aussi montré que cette machine en particulier a été congue pour avoir
une induction d’entrefer trés importante a tension nominale (environ 1 T-section 4.2.2).
Les courbes de pertes totales Py et du courant total a vide I,y sont présentées a la fi-
gure 4.9. Celles de P, sont tracées en utilisant les valeurs de P, mesurées avec GO% 60°,
en ajoutant le AF, de chaque machine. Afin de mieux apprécier la différence des pertes
par rapport a la machine GO360°, la différence relative des pertes et du courant en %
ont été calculées suivant I’équation 4.6, ces grandeurs sont présentées a la figure 4.10. On
note que la différence relative entre un circuit décalé GO et un NO classique augmente
pour des valeurs d’induction faibles (figure 4.10).

A(PO ou IsO)
Py/ Lo (GO360°)

A(Fy ou I4)% = 100 (4.6)
Meéme sans un calcul de rendement, on constate que les différences entre la machine

GOM60° et les autres sont trés importantes. On peut attribuer cette différence en grande

partie aux pertes fer et aux pertes par effet Joule dans les enroulements statoriques.

La différence constatée au niveau du courant magnétisant est trés importante du point
de vue industriel car il est bien connu que la puissance réactive des machines est une
problématique importante. Les entreprises sont obligées parfois de placer des bancs de
condensateurs afin de corriger leur facteur de puissance, ce qui est trés onéreux. Une ré-
duction du courant magnétisant ne veut pas dire seulement une amélioration du facteur
de puissance, mais aussi une réduction des pertes par effet Joule et de la chute de tension
dans les enroulements statoriques et sur le réseau d’alimentation de la machine.

Ces résultats concernent les pertes et le courant a vide. En effet, les moteurs électriques
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FIGURE 4.9 — A vide (a) Puissance totale Py ; (b) Courant statorique .
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(a) (b)
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FIGURE 4.10 - (a) Différence de puissances en % APy (%) ; (b) Différence des courants en
% Aly(%).

tournent souvent a vide ou a des faibles charges, on peut donc conclure que le moteur
GO serait plus performant qu'une machine NO dans ces conditions-la. Les pertes & pleine
charge restent pour I'instant indéterminées, toutefois la norme (IEC-60034-2 2007) est uti-
lisée pour estimer les pertes des trois machines en charge et leur rendement a la section 4.4.

4.4 Calcul du rendement selon la norme internationale
CEI

La mesure différentielle ne s’applique pas en charge car, pour deux machines asyn-
chrones accouplées mécaniquement & une génératrice, il est trés difficile de distinguer les
puissances mécaniques fournies par chacune des machines, que I'on peut difficilement sup-
poser étre égales compte tenu des différences de comportement liées au changement du
circuit magnétique statorique. C’est pour cela que nous avons décidé d’utiliser la méthode
des pertes séparées préconisée par la norme (IEC-60034-30 2008) pour le calcul de ren-
dement en utilisant le schéma équivalent de la machine asynchrone. Dans cette section,
cette procédure et les résultats des calculs pour le Banc N°1 sont exposés.

La figure 4.11 présente le schéma monophasé équivalent préconisé par la norme. r;
est la résistance d'un enroulement statorique, z, la réactance de fuite statorique, X, la
réactance magnétisante, R, la résistance permettant de caractériser les pertes fer, x et 1’
sont respectivement la réactance de fuite et la résistance rotoriques ramenées au stator.
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FIGURE 4.11 — Circuit équivalent d’une machine asynchrone d’apreés la norme (IEC-60034-
2 2007)

NOM " NOM60° GOM60°
reo) 04030 042Q 04050
re 05550 05780  0.5580)

Tableau 4.5 — Valeurs mesurées r4) et corrigées r, de la résistance statorique.

4.4.1 Mesures de base

Reésistance statorique 7,

La norme précise qu’il faut faire une mesure de la résistance statorique rq) par la
méthode voltampéremétrique a température ambiante (19 C°). Cette mesure doit étre
faite entre deux bornes statoriques a chaque fois. Ces mesures ont été réalisées selon la
méthode & quatre pointes afin de ne pas étre perturbé par la chute de tension sur les fils
d’alimentation. Les résultats de ces mesures sont présentés au tableau 4.5. La machine
d’origine a une isolation de classe F' et la norme stipule qu’il faut corriger la résistance
mesurée 74y pour la caractériser a une température de référence qui est fonction de la
classe de l'isolation (classe F' 115 C°). Pour un conducteur en cuivre ayant une valeur de
Ts(0) Mesurée a une température 7{g), sa valeur r4 & une température 1" est

235+ T

el 47
T 235+ Ty (4.7)

Les valeurs de ry) sont présentées au tableau 4.5, avec Tg) = 19° et T" = 115°.

Essais a vide et a rotor bloqué

Les essais classiques a rotor bloqué et a vide sont utilisés pour la détermination des
différentes impédances. Le tableau 4.6 présente les grandeurs mesurées lors des essais a
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NOM NOM60°  GOM60°
I... 19.08A 19.29 A 19.21 A
Uy 6756V 7418V 72.86'V
Q. 1.998kVAr 2.171kVAr 2.161kVAr
P. 1.011kW  1.119kW  1.094kW

Tableau 4.6 — Résultats des essais a rotor bloqué.

NOst  NOi60° GOX60°
Io 980A 8.85 A 8.60 A
Us 400V 400V 400V
Py 548 7TW  4442W  396.2W

Tableau 4.7 — Résultats des essais a vide 4 400 V/1T.

rotor bloqué ou I,.. est le courant absorbé, U,.. la tension composée d’alimentation, Q).
et P.. les puissances réactive et active consommées au stator. Le tableau 4.7 présente les
valeurs mesurées & vide ol I,y est la valeur efficace du courant d’alimentation, U, la valeur
efficace de la tension composée d’alimentation, (g la puissance réactive consommeée et Py la
puissance active. Comme notre but est de mettre en valeur la différence entre les machines,
les résultats de la méthode différentielle sont utilisés pour les calculs (figures 4.9 (a) et (b)
pour Us =400 V) ce qui conduit & une induction créte d’entrefer de I'ordre du Tesla.

Détermination des pertes par ventilation et frottement

La norme spécifie que les pertes par ventilation et frottement (pertes mécaniques p,,)
peuvent étre déterminées par 'extrapolation linéaire des pertes constantes pu.. Ces der-
niéres sont calculées en enlevant les pertes Joule dans les enroulements statoriques a vide
sy des pertes totales a vide (pere = Po — Ps(0)), OU Ps(o) = 3(Ls0)?7's(0). Lextrapolation de
Pete €st faite en fonction de la tension d’alimentation au carré, pour une tension de zéro
Volt. La figure 4.12 présente l'extrapolation linéaire des pertes a vide pour la machine
NOM. En théorie, comme les rotors sont d’origine, donc supposés identiques d'un point de
vue magnétique et électrique mais également concernant la ventilation et les roulements,
chaque machine devrait étre caractérisée par la méme valeur de p,, : 92.08 W relevée sur
la courbe de la figure 4.12. Afin de s’assurer que cette hypothése est satisfaite, la méthode
de ralentissement a été utilisée : Le test se déroule en alimentant une paire de machines
en paralléle. L’alimentation des machines, fonctionnant & vide, est coupée. Si une des ma-
chine présentait plus de pertes mécaniques, elle devrait s’arréter avant I’autre. Nous avons
pu constater, a chaque fois, que les machines testées par paires s’arrétaient quasiment en
méme temps.

Pertes fer

Les pertes fer sont définies par la norme comme la différence entre les pertes constantes
et les pertes mécaniques pour la tension nominale Pp. = pe(400 V) — p,,,. Le calcul des
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FIGURE 4.12 — Extrapolation linéaire des pertes.

pertes fer a été réalisé pour chaque machine, avec la valeur moyenne de r,. Cette procédure
est justifiée car les machines devraient avoir théoriquement des conducteurs identiques.
Le tableau 4.8 présente les valeurs calculées de Py, M1 a tension nominale (400 V/1T) :

NOM — NOM6o® GOM60°
PrMir 338316W 2372W 213.05W

Tableau 4.8 — Pertes fer.

4.4.2 Eléments du circuit équivalent
Réactances

La norme stipule que z4/x., le rapport entre les réactances de fuite statorique et roto-
rique, doit étre connu. Cette valeur ne pouvant pas étre déterminée avec précision, nous
avons choisi une valeur arbitraire de 1 pour la valeur initiale, elle est ensuite corrigée par
une méthode itérative.

Pour la réalisation de ces calculs, il faut des valeurs initiales : X ;i et 24y, qui sont
calculés suivant les équations 4.8 et 4.9, o E, est la valeur efficace de la f.e.m interne
du bobinage statorique et (), la puissance réactive consommée par I'inductance magnéti-
sante. Nw représente la somme des réactances x; et ...

On note que les relations 4.8 et 4.9 donnent juste une valeur initiale pour un calcul
itératif. On part de 'hypothése que I'impédance magnétisante est connectée aux points M
et NV de la figure 4.11, et que toute la puissance réactive a vide est consommeée par X ;.
Dans le cas de la relation 4.9 on suppose que toute la puissance réactive est consommée
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par x, et x.
By, = \/(Us/\/g — Lyors cos p)? + (Lsors sin ¢)?
Qo = Q= \/ (V3IU,) — P2
EQ
Q3 (4.8)
ou
Fy
CosSp = ————
i \/gUSISO
QCC/B
Nw="p"

Le calcul® de X, de x, et /. est fait a partir des mesures des essais en court-circuit
et a vide suivant les équations 4.10 et 4.11. Ce calcul doit étre fait en plusieurs itérations

jusqu’a avoir une différence entre deux calculs consécutifs de 0.1%.

_ 3WU/VB)? 1
" Qo = 3(1o)%ws (1+ ﬁf

X

cc mS xS
3]2 (1_|_z_/s_|_§s> X,
T I3

scc

Résistance caractérisant les pertes fer statoriques

La résistance qui caractérise I?,, est calculée suivant I’équation 4.12.

_SUVER 1

R# 2
Pre (14 2)

Résistance rotorique ramenée au stator

est calculé suivant I’équation 4.13.

T,— Pcc _ 1+5E; 2_ ."E;n 2$§
T\, ° X, ts) R,

25. Toutes les relations utilisées sont issues de la norme.

(4.10)

(4.11)

(4.12)

(4.13)
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Eléments du circuit pour chaque machine du Banc N°1

Les éléments du circuit équivalent ont été calculés pour chaque machine avec la valeur
moyenne de r;.

Ts (- R, X, T x
NOM 0560 0.387Q 435800 22.65Q 0.9507Q 0.8796%
GO360° 0560 0.452Q 69557Q 25.88Q  1.01Q 0.940 Q2

NOX60° 0.56Q 0.468Q 623.46Q 251192 1.00Q  0.9369

Tableau 4.9 — Eléments du circuit équivalent.

4.4.3 Calcul du rendement

La norme donne des instructions spécifiques pour le calcul des différentes grandeurs en
fonction du glissement s. Cette procédure commence par le calcul de 'impédance totale
du circuit :

[ (r! 2 /s 1)\? x! 1\?
7z, = _r 12 Y,, = r _— oy
5) o g \/( Z2 " Ru) - (Zﬁ " Xu)

re/s 4 1 T4 1
7z T & 72T x
R - r 123 X . T 123
TH Y2 TR Y2
T T
L’impédance résultante a l’entrée est
thrs—l_R’/‘p, thxs—’_Xr,u

Zt:\/R?_FXtQ

Grandeurs calculées

Les différentes grandeurs sont déterminées comme :
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Us
I, = Courant de phase du stator
V37,
1
I' =],——— Courant de phase du rotor
T Y, P
7,./
Ps = 3];2—T Puissance d’entrefer
s
1
P;. = 31,2 Pertes dans le fer
’ V2R,
ps = 3127, Pertes dans I’enroulement statorique
py = 371" Pertes dans ’enroulement rotorique
Pr = ps+ Pte + pr + pm Pertes totales
P, = 3I.°R, Puissance d’entrée
P,= P — Pr Puissance utile
P,
== Rendement
n Pr
R, .
cos = —- Facteur de puissance
t

4.4.4 Caractéristiques

La figure 4.13 (a) présente I et Pj. en fonction de s. On peut voir que la machine
GO360° consomme mois de courant que la machine NO} pour les différentes valeurs
de glissement étudiées. En ce qui concerne la machine GO360° et NOX60°, les deux
machines présentent des valeurs trés proches. Cette réduction peut étre attribuée a une
réduction des Ampére-tour consommeés par le fer et a la réduction des pertes fer. D’autre
part, au niveau de P, (figure 4.13 (b)), la machine GO} 60° présente 100 W de moins
que la machine NOM et 20 W que la machine NOX60°.

Au niveau des pertes par effet Joule dans les enroulements rotoriques et statoriques,
la figure 4.14 nous montre que la machine qui présente le moins de pertes de ce type est
la machine GO3260° suivie de la machine NO}60° et de la machine NO§!. Ceci est une
conséquence directe de la réduction du courant d’entrée.

La figure 4.15 (a) présente la puissance utile en fonction du glissement. On peut voir
que pour des fortes valeurs de glissement, la machine NOJ! présente légérement plus de
puissance utile que les autres. Cependant, pour des faibles valeurs de glissement, les trois
machines présentent des valeurs trés similaires. En ce qui concerne le rendement, nous
pouvons apprécier a la figure 4.15 (b) le gain de 1 point & s = 4% et de 2 points a s = 2%,
si on compare la machine NO et la GO260°. Ce résultat est trés important si I'on tient
compte du fait que les machines de ce type sont trés souvent surdimensionnées dans les
différentes applications industrielles. Elles tournent donc trés souvent a des faibles valeurs
de glissement.
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FIGURE 4.14 — (a) Pertes dans I'enroulement rotoriques p, ; (b) Pertes dans '’enroulement
statoriques ps.
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FIGURE 4.15 — (a) Puissance utile P, ; (b) Rendement 7.

4.4.5 Reésultats avec le banc N°2

Lors que nous avons testé les machines du banc N°2 (figure 4.1) nous nous sommes
apercus que les courants mesurés a vide étaient proches du courant nominal. Nous avons
donc démonté les machines et nous nous sommes apergus :

1. qu’il y avait un probléme au niveau de la découpe des "encoches" rotoriques destinées
a recevoir les barres de la cage d’écureuil. La zone a la base des dents avait une
section beaucoup plus faible que les toles d’origine. Magnétiquement cela se traduit
par une saturation locale trés prononcée.

2. que l'entrefer pour ces machines du banc N°2 était plus important que celui d’origine
(de 'ordre de 0.5 mm). En fait, cet écart se justifie assez simplement car la découpe
laser, dans ce cas, consistait a générer simultanément les toles statoriques et roto-
riques. La précision de la découpe ne pouvait donc étre garantie avec un entrefer
minimal de 0.35mm (c’est pour cette raison que les moteurs statiques comportent
un entrefer de 0.5 mm). Par conséquent cette découpe a affecté le diamétre d’alésage
du stator et le diamétre extérieur du rotor.

Nous avons donc décidé d’utiliser des rotors d’origine (ceux du banc N°1). Cependant,
comme les toles statoriques ont également été affectées (entrefer supérieur a 0.35mm),
nous avons comparé entre elles les structures GO290° NO260° GO260° sachant que les
performances seraient dégradées par rapport au banc N°1. A titre d’exemple, la figure 4.16
présente les valeurs mesurées pour le courant magnétisant en considérant les configura-
tions NOM60° et GO3£60° du banc N°1 (figure 4.16 (a)) et du banc N°2 (figure 4.16 (b)).
Nous avons, pour déterminer les différents caractéristiques, utilisé la méme procédure que
celle utilisée au banc N°1.

Puissance utile : La figure 4.17 présente la puissance utile calculée P, pour chaque
machine. On peut voir que toutes les courbes sont pratiquement superposées. Cette parti-
cularité implique que les valeurs de X, et I2,,, qui sont les éléments qui varient le plus entre
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les différentes machines, n’ont presque pas d’influence sur la puissance utile de la machine.
Cela signifie que le fait d’utiliser un circuit magnétique GO n’aura pas de répercutions
négatives sur la performance mécanique de la machine. Les machines ont été congues pour
une puissance nominale de 10 kW. Cette puissance est atteinte pour un glissement de 3%.

Courant de phase du stator : Le courant statorique des différentes machines a
été calculé. La figure 4.18 présente ces grandeurs. On peut voir qu’il existe une légére
réduction de Iy avec la machine GO3190°. Cette réduction est due a la valeur de X, qui
est légérement supérieure pour GO2! 90o (tableau 4.9). On peut attribuer 'augmentation
de X, a la haute perméabilité du GO.

Pertes Fer : La figure 4.19 présente les

pertes fer calculées Pr.. On peut voir que les 500 j N 05060°
deux machines GO présentent des valeurs as- 280 - o | GOR60°
sez proches de Pj., avec une différence d’en- 260 - GOR90°
viron 35W entre la machine NOXM60° et les 940
GO, ce qui représente une reductlon d’envi- N ,
ron 15%. 11 faut noter que les machines sont ;51220 R ~ =
dimensionnées pour avoir une induction d’en- 200 F - - o o
trefer trés importante, ce qui explique pour- R 4444444 444444
quoi on voit peu de différence entre GO3£90° ol S o
et GOM60°. I I
Quand on réalise le méme calcul pour une induc- ) A S T
tion créte d’entrefer moins importante (0.87T), 120 :

0.01 0.02 0.03 0.04

la différence de Py, est beaucoup plus signifi-
Catlve avec un écart de 60 W entre GO90° et

NOX ce qui équivaut a une reductlon de
46% (Pfe(GO 90°) 2 130 W et Pr.(NO260°) = 190 W). A I'annexe A et au tableau 1.5
on voit qu’a 50 Hz, le NO que l'on a testé (M 400-50 A 0.5 mm d’épaisseur) est une des
nuances NO qui présente de faibles pertes spécifiques. Celles-ci sont proches a celles pré-
sentées par les nuances NO de 0.35 mm d’épaisseur a cause de la prépondérance des pertes
statiques (section 1.3.2). On peut donc conclure quune machine fabriquée avec du NO
épais de 0.35 mm n’aurait pas présenté une grande différence concernant les pertes a 50 Hz
par rapport a ce qu'on a obtenu avec les machines NOZ et NOX60°. On peut voir que
les résultats obtenus confirment ceux des expérimentations avec les différentes maquettes
(chapitre 2 et 3) qui montrent que le décalage de 90° est le plus performant.

FIGURE 4.19: Pertes fer Py,

Facteur de puissance : La figure 4.20 présente les résultats des calculs concernant
le facteur de puissance. On note une amélioration de ce dernier dans le cas de la machine
GO90°. Cette différence est attribuée a 'augmentation de X, qui est, dans le cas de
GOM90°, légerement supérieure, toutefois la présence d’un entrefer, gros consommateur
d’ Ampere tours, limite les effets de la haute perméabilité du GO.

Rendement : Un aspect primordial des machines électriques est le rendement 7 (sec-
tion 1.1.3). Ce dernier a été calculé pour les différentes machines en fonction de s (fi-
gure 4.21). On peut voir qu’il existe une différence nette entre les machines GO et NO.
Les valeurs de 7, calculées pour un glissement de 3% (puissance nominale) et & glissement
réduit (2%), sont présentées aux tableaux 4.10. On peut voir qu’a induction et puissance



122 Chapitre 4. Expérimentation avec des machines asynchrones

(0K ) —— ] : — NOM60°
: : 09L. .. .. ... ... _
GOM60°
0.85 I Mo()°
0.89 . = GOi90
0.8 ; :
< 0.88
Q80.75 -
0.87
0.7
0.86
0.65
06L. |7 GOReo°Y 0-85
/ : --- GOM9O®
0.55 L - - 0.84 L L
0.01 0.02 0.03 0.04 0.01 0.02 0.03 0.04
S S
FIGURE 4.20 — Facteur de puissance cos ¢ FIGURE 4.21 — 7 en fonction de s

nominales, la machine GO3/90° présente 0.37 points supplémentaires comparé a la ma-
chine NOX60°. Cette valeur passe a 0.55 points a s = 2%. Cette différence est faible mais
significative par rapport a I’écart entre "standard" et "haut" rendement de 2.3 points
(pour une machine de 10kW). Cependant, en imposant un niveau d’induction d’entrefer
moins fort (0.87T), la différence entre ces deux machines est de 0.84 points a glissement
nominal et de 1.23 points a 2%. L’amélioration du rendement obtenue grace a 'utilisation
du GO décalé pourrait étre augmentée en utilisant d’autres techniques de réduction de
pertes, comme l'utilisation de roulements de meilleure qualité ou la réduction de I'induc-
tion d’entrefer. Ces possibilités seront étudiées a la section 5.

Afin de pouvoir comparer la machine

GO290° avec la machine ordinaire NO§!, ! ! !
compte tenu des différences au niveau de 0-90p -+ """ """ """"
I’alésage, les résultats des essais concernant : : :
le premier groupe de machines ont été¢ uti- 0891 - o ',;4:;'":"';'{ . |
lisés pour le calcul de rendement des mo- ' 7// ; U
teurs GO260°, NOM60° et NOXE. Ce cal- OSSPy ]
cul a été réalisé par une méthode similaire = osil S L —
a celle expliquée au début de cette section. ' ~ ; ~
Une fois leur rendement calculé, le rende-

S ST 086 - - -
ment du moteur GO3£90° a été estimé par y — NOM60°
I'addition de la différence entre le GO360° T Y A 'GOJZO60°-
et GOM90° présenté a la figure 4.21. On ' ,'; : : B
peut voir a la figure 4.22 que la différence 0.54 L4 : ; __ GO390
entre le moteur GO390° et la machine or- 0.01 0.02 0.03 0.04 0.05

dinaire NO! se trouve entre 1.5 points et
3 points pour un glissement de 4% et 2%

. . . FIGURE 4.22: 7 en fonction de s
respectivement. Signalons que 1’écart sur le K
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GOM90°  GOzte0°  NOM60°
s = 3% (Puissance nominale)  88.27%  88.15% 87.9%
s =2%* 88.65%  88.48% 88.1%

*Valeurs de 7 prises de la figure 4.21.

Tableau 4.10 — Valeurs de rendement.

rendement entre le GO 60° et GO290° (figure 4.21) est sous estimé dans la mesure oil
un entrefer plus important se traduit pa un courant magnétisant plus grand conduisant
a une chute de tension dans I'impédance r® + jx® plus importante, minimisant de ce fait
I’accroissement des performances générées par le décalage de 90°.

4.4.6 Conclusion sur les expérimentations avec des machines asyn-
chrones

Aux chapitres 2 et 3, on a montré qu’excité en champ tournant et unidirectionnel un
circuit magnétique construit avec une structure décalée GO est plus performant qu'un
circuit GO non-décalé et qu’un circuit classique NO. Nous avons constaté que 'angle de
décalage optimal est 90°, cela a été justifié grace a des mesures locales et aux résultats
trouvés lors d’une modélisation utilisant un réseau de réluctances non-linaire.

Dans ce chapitre, nous avons testé la structure décalée GO sous des conditions réelles
de fonctionnement. Ceci a été réalisé en remplacant les circuits magnétiques statoriques
de trois machines a induction identiques de 10 kW par trois différents circuits : Un GOs;s
décalé de 90° afin de voir les performances de ’angle optimal de décalage, un GO35 décalé
de 60° afin de voir la différence entre I’angle optimal et un autre angle de décalage et un
fait avec du NOsy qui est une nuance NO de haute qualité. Ces machines sont comparées
a la machine d’origine.

Afin d’avoir une bonne précision lors de la comparaison des différents moteurs, une
méthode différentielle de mesure a été utilisée. Celle-ci permet de mesurer directement
la différence entre les puissances consommeées par deux machines. Des essais a différentes
tensions ont été réalisés, montrant qu’il existe un gain non négligeable grace au GO dé-
calé, et que ce gain varie en fonction de I'induction d’entrefer. Les résultats de ces essais
ont montré qu’a vide entre 0.6 T et 0.9 T d’induction créte d’entrefer (valeurs courantes
dans l'industrie), la machine GO390° présente entre 20% et 50% de moins de pertes que
les machines NO et entre 10% et 30% de moins de pertes que la machine GO 60°. Ces
résultats sont intéressants compte tenu du fait que, dans les applications réelles, les ma-
chines tournent souvent a vide ou a des faibles glissements.

Nous nous sommes intéressés aussi aux performances en charge. Cependant lors d’une
mesure sous ces conditions, la séparation précise des pertes est tres difficile & réaliser. De
plus, le fait de mesurer la charge en méme temps que les pertes entrainerait des impréci-
sions de mesure qui fausseraient la différence entre les moteurs. Nous avons donc décidé
d’utiliser la méthode stipulée par la norme (IEC-60034-30 2008) pour le calcul de rende-
ment en utilisant le schéma équivalent de la machine asynchrone. Cette méthode, couplée
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a la mesure différentielle, permet de calculer les caractéristiques (pertes, courants, ...) des
machines en mettant l'accent sur leurs différences.

Les résultats des calculs concernant les pertes fer sont trés cohérents vis-a-vis de ce qui
a été présenté au chapitre 2 et 3. La machine GO290° présente moins de pertes fer que les
autres machines et cette différence varie en fonction de I'induction d’entrefer imposée. En
ce qui concerne le rendement, la différence entre le moteur GO 90° et la machine ordi-
naire N Oé\g se trouve entre 1.5 et 3 points pour un glissement de 4% et 2% respectivement.

La réduction des pertes globales résulte essentiellement de celle des pertes fer (pour
80% environ), le reste étant principalement imputable aux pertes Joule (eviron 15% su
stator et de ordre de 5% au rotor).
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Perspectives

Moteurs & haut rendement : Grace a différents moyens expérimentaux, nous avons
montré qu'un circuit magnétique ayant des toles GO décalées présente, a masse donnée,
moins de pertes fer et moins de courant magnétisant qu'un circuit classique composé de
toles NO (chapitre 2).

On peut supposer que pour ajouter des points supplémentaires de rendement, il est
possible d’utiliser une des techniques classiques pour leur augmentation. On pourrait en-
visager 1'utilisation de roulements de meilleure qualité; on a vu que les pertes mécaniques
et par ventilation de notre machine sont d’environ 74 W. De plus, si on utilise de la méca-
nique de meilleure qualité, on pourrait réduire légérement 1’épaisseur de 'entrefer, ce qui
entrainerait une réduction du courant magnétisant et une réduction des pertes par effet
Joule.

On pourrait aussi envisager une augmentation de la taille de la machine afin de ré-
duire davantage I'induction créte d’entrefer. Dans la relation de ’équation 5.1 (Bouchard
& Olivier 1997), ou D est le diamétre d’entrefer, L la longueur de fer, S la puissance
apparente de la machine, p le nombre de paires de poles, K7 le coefficient de bobinage, Béw
I'induction créte d’entrefer, f la fréquence d’alimentation, on peut voir que la puissance
de la machine est proportionnelle au carré de D et proportionnelle a l;é‘/f et L, ce qui
veut dire que réduire l'induction de la machine impliquerait une augmentation de D ou
L pour une puissance donnée. Cette technique est largement utilisée pour la fabrication
de moteurs a haut rendement (McCoy et al. 1993).

- P (5.1)
ATK[SM f
avec,
K/s . Kfﬂ-
s

V2

La réduction de l;é” entrainerait une réduction des pertes fer proportionnelle au carré
de cette réduction, grace a la relation quadratique qui existe entre les pertes fer et I'in-
duction dans le fer (section 1.3).
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L’utilisation de cuivre a la place d’aluminium dans les barres rotoriques peut aussi
contribuer a une augmentation du rendement (Casteras et al. 2007)), (Kwangsoo et al.
2009). L’utilisation d’un matériau moins résistif induirait une réduction des pertes par
effet Joule rotoriques et donc une augmentation du rendement.

De plus, on pourrait utiliser une nuance GO plus fine afin de contribuer a la réduction
des pertes fer dynamiques. Utiliser des toles légérement plus grandes et plus fines est une
technique largement utilisée pour la fabrication de moteurs a haut rendement (McCoy et
al. 1993).

Application a d’autres types de machine :

Les raisonnements précédents concernent essentiellement des moteurs asynchrones.
Toutefois on peut penser obtenir des conclusions similaires avec des machines synchrones
ou bien des machines a réluctance variable. Certains alternateurs de forte puissance uti-
lisent déja des toles GO découpées en segments, mais ce n’est pas le cas d’alternateurs
plus petits utilisés, par exemple, dans les éoliennes. L’amélioration de leur rendement peut
étre envisagée avec la technique de décalage des toles présentée ici.

D’autre part dans les transports on tend a augmenter la fréquence et la vitesse des
moteurs afin de réduire leur taille. Il est clair que ce procédé influence négativement les
pertes fer. On peut penser que notre technique, qui permet de les diminuer, serait alors
trés intéressante. D’autres études sont nécessaires pour le vérifier. De méme, on peut s’in-
terroger sur l'influence du décalage des toles sur les pertes fer supplémentaires dues a
I’alimentation en modulation de largeur d’impulsion, largement utilisée pour la variation

de vitesse (Seo et al. 2009), (Roshen 2005).
Bruit et vibrations :

Le bruit est un sujet trés important pour les applications industrielles des machines
électriques, on cherche de plus en plus a fabriquer des moteurs moins bruyants. Parmi
les sources de bruits en vibrations, il y a les phénomeénes électromagnétiques. Nous avons
réalisé des mesures préliminaires de bruit qui ont montré que grace au décalage des toles,
le bruit magnétique est réduit.



Conclusion Générale

Le contexte du travail présenté dans cette thése est un sujet qui a pris de plus en
plus d'importance dans le monde, il s’agit de 'augmentation du rendement des machines
électriques. En effet, on se soucie de plus en plus de la facon dont on utilise ’énergie a
cause de la raréfaction des ressources énergétiques et de la volonté de la communauté
internationale de réduire les émissions de gaz a effet de serre. Les machines électriques
présentent différentes types de pertes et il existe plusieurs méthodes pour les réduire. Dans
cette thése, nous proposons une nouvelle technique pour la réduction des pertes fer grace
a 'utilisation d’un circuit magnétique fabriqué avec de I'acier a Grains Orientés (GO).

L’acier GO est trés souvent utilisé dans la fabrication de transformateurs a haut ren-
dement, il est rarement employé pour la fabrication de machines tournantes de faible et
moyenne puissance a cause de sa forte anisotropie. En effet, ce matériau présente des
caractéristiques magnétiques trés intéressantes dans le sens de laminage, cependant dans
les autres directions, il présente des caractéristiques aussi mauvaises que celles de I'acier a
grains non-orientés (NO) voire moins avantageuses. A cause de cette particularité, l'acier
GO est seulement utilisé dans des applications ot il est aimanté dans le sens de laminage
comme les transformateurs et les machines a trés grande puissance ou les toles utilisées
sont segmentées.

Le circuit magnétique proposé est basé sur une structure particuliére présentée au
chapitre 2. Le principe consiste a décaler les toles les unes par rapport aux autres d’un
angle constant. Ce décalage permet de répartir les direction de haute perméabilité dans
plusieurs endroits du circuit. En effet, grace a ce principe, le flux magnétique s’instaure
dans le circuit en optimisant son parcours. Plusieurs circuits magnétiques construits avec
la structure décalée sont testés premiérement en champ unidirectionnel, en utilisant des
toles en forme de couronne statorique; puis en champ tournant, utilisant des prototypes
ayant une géométrie proche de celle d’'un moteur conventionnel.

Les essais en champ unidirectionnel montrent que globalement, les circuits construits
avec de 'acier GO décalé présentent des caractéristiques magnétiques beaucoup plus inté-
ressantes que celles d'un circuit non-décalé et que celles d'un circuit courant fait avec de
I’acier NO. Les résultats globaux obtenus en champ unidirectionnel sont ensuite analysés
d’une maniére locale au moyen de plusieurs essais. Ces derniers illustrent la facon dont
le flux est réparti dans la structure décalée. Grace a cette approche, nous avons constaté
que le flux a une forte tendance a s’instaurer dans les directions de haute perméabilité.
Ce qui explique les bonnes caractéristiques du circuit GO décalé.
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Afin d’étudier davantage les phénomeénes locaux, un modéle de réseau de réluctances
non-linéaires est utilisé. Ce dernier, validé par les résultats expérimentaux, montre com-
ment le flux est distribué dans la structure. A partir de cette répartition locale du flux,
les pertes fer engendrées par ce dernier sont calculées ainsi que la consommation locale
d’ampére-tours. Ces deux facteurs sont en fait a 'origine des performances de la structure
décalée, et permettent de déduire I’angle optimal de décalage.

Une fois la structure décalée testée en champ unidirectionnel et les résultats globaux
justifiés, il fallait étudier 'influence que pourrait avoir une excitation en champ tournant
sur cette structure. En effet, dans les moteurs électriques, I'excitation est réalisée en champ
tournant et il est difficile de savoir si ce type d’excitation allait avoir un effet négatif sur
les résultats constatés lors de ’expérimentation en champ unidirectionnel. Pour cela, des
prototypes ayant une géométrie proche de celle d’'une machine tournante alimentés en
triphasé ont été testés. Les résultats trouvés sont cohérents avec ceux de 'expérimenta-
tion en champ unidirectionnel et montrent que la présence du champ tournant n’a pas
d’influence négative sur le circuit magnétique GO.

Finalement, afin de tester la structure décalée dans des vraies conditions de fonctionne-
ment, plusieurs machines ayant différents circuits magnétiques sont testées et comparées
au chapitre 4. Les machines testées étaient identiques a la base, ayant toutes des circuits
magnétiques construits avec des toles NO. Trois d’entre eux ont été remplacés par des
noyaux a base de tdles GO et un avec des toles NO de haute qualité.

Une méthode différentielle de mesure est utilisée afin de quantifier avec précision ’écart
entre les puissances et les courants consommés par les machines. Les résultats des essais
ont montré qu’il existe une différence importante, notamment vis-a-vis des pertes fer,
entre les moteurs ayant des toles NO et ceux construits avec du GO. Les résultats de la
méthode différentielle sont ensuite utilisés pour calculer les caractéristiques en charge de
chaque machine (méthode des pertes séparées selon la norme IEC). Ces calculs montrent
qu’il existe une augmentation non négligeable de rendement, qui est plus prononcé a glis-
sement réduit. L’augmentation du rendement est due a une réduction considérable des
pertes fer (environ 40%) et a une légére réduction du courant magnétisant.

L’influence de I'utilisation d’'une nuance d’acier GO plus fine est abordée au cha-
pitre 5. En effet, les pertes fer peuvent étre réduites davantage grace a 'utilisation d’une
telle nuance et qu’utiliser des téles GO et d’autres techniques pour 'augmentation du
rendement peut étre une méthode supplémentaire pour la fabrication de moteurs a haut
rendement.

Cette étude pourrait étre étendue a certains alternateurs, aux machines a réluctance
variable, aux machines alimentées en MLI et au machines & grande vitesse.
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Courbes de pertes spécifiques NO
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Courbes tirées du catalogue c
ThyssenKrupp Steel AG:

uances équivalentes & 50Hz.

NN/ 77/

.B: 1l existe d’autres nuances
O a 0.35mm.
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2
Courbes tirées du catalogue de
ThyssenKrupp Steel AG:
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B

Plans

Afin d’avoir le détail de la géométrie utilisée dans chacune des manipulations, cette
annexe présente les plans des différentes maquettes et piéces utilisées.

Liste de plans présentés dans cette annexe :

Nom Page
Maquettes couronnes statoriques. 136
Tole couronne statorique. 137
Tole moteur statique. 138
Maquettes moteur statique. 139
Toles machine asynchrone. 140
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C

Modéle par éléments finis

Afin d’estimer l'influence de qui peut avoir la prise en considération du revétement
isolant dans le modéle numérique de la section 2.4, un modéle simplifié a été mis en ceuvre.
Ce dernier a été réalisé utilisant un modéle magnéto statique anisotrope dans le logiciel

de calcul par éléments finis Flux2D.

Description

La géométrie prise en considération est une version simplifiée de celle du modéle de la
section 2.4. La figure C.1 présente les six toles prises en considération avec leurs dimen-
sions. On y voit que chacune des toles est divisée en trois différentes parties auxquelles
ont attribuera des caractéristiques magnétiques particuliéres. Ces caractéristiques suivent
I’évolution de «ay, pour chaque valeur de 3 présentée a la section 2.2. Nos nous sommes
basés sur cette évolution pour donner aux différentes parties des caractéristiques magné-

tiques spécifiques.

ltole

d ath:O ou ath:O

am:45 ou ath:30

ath:90° ou “th:600

0, —90° o a,,—60°

ath:45° ou ath:30°

athzo ou am:(]

ath:O ou ath:60

ath:45° ou ath:90°

a,—90° ou o,,—60"

ath:90 ou ath:()

ath:45 ou ath:?)()

“th:O ou ath:60

S o . o
“th_o ou ath—60

ath:45° ou ath:30°

=90° ou a,=0°

Oy th

a>&:90° ou ath:60°

ath:45° ou ath:90°

ath:() ou (xth:()

\

N

isod—]

zoom

9 z (mm)

d—0.35 mm
lip1e=3 mm

e;5,—0.003mm

FIGURE C.1 — Géométrie utilisée dans la modélisation.
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o, = 0% oy, =30° ay, =45° oy, =60°  ay, = 90°
oy 8488 6631.5 6121 4681 4188
bs 1.84 1.35 1.3 1.22 1.36

Tableau C.1 — Perméabilité a 'origine et induction a saturation.

— a,=0°
--- 0,=30°
| — a,=45°
q --- a,=60°
l —-— a,=90°
— l:\l,r,
O b

300 400 500 800
h (A/m)

F1GURE C.2 — Caractéristiques magnétiques des éléments modélisés.

Nous avons donné aux éléments des caractéristiques magnétiques anisotropes. Dans
le sens de 'axe z elles sont définies comme une perméabilité relative a l'origine (u,) et
une valeur d’induction créte & saturation l;s. Nous nous sommes basés sur les résultats
des essais expérimentaux réalisés au cadre Epstein a 50 Hz présentés a la figure C.2 pour
déterminer ces grandeurs. D’autre part, dans le sens de ’axe y, comte tenu du travail pré-
senté dans (Hihat et al. 2010a), nous avons imposé une perméabilité relative constante de
60 qui caractérise les toles d’acier GO dans le sens normal avec une induction & saturation
de 2'T. Dans les régions correspondantes a l'isolant, une perméabilité relative isotrope de
1 a été imposée.

Au niveau du maillage, nous avons utilisé un nombre total de 150000 noeuds, en pré-
tant attention & introduire suffisamment d’éléments dans la couche isolante. Au niveau
des conditions limites, nous avons imposé un flux constant qui entre de ’extrémité gauche
de la géométrie et qui sort par la droite du domaine. Nous avons étudié deux cas, I'un ou
I'induction moyenne imposée est de 0.5T et I'autre de 1'T. Nous avons fait un total de 8
modélisations : Avec et sans isolant pour = 90° et § = 60° & 0.5T et 1T d’induction
moyenne imposée.

Résultats

Afin d’évaluer I'influence de I’isolant nous avons ’analysé de la carte d’induction ma-
gnétique qui montre la facon dont I'induction est distribuée a 'intérieur de la structure.
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En effet, dans le modéle de la section 2.4 nous nous sommes intéressés principalement a
ce facteur, les figures C.3, C.4, C.5 et C.6 présentent la carte d’induction sur les différents
modeéles réalisés.

On peut voir que la répartition du flux magnétique dans les différentes toles est 1égérement
influencée par la présence de l'isolant.
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Avec Isolz?nt - 0.38/0.40 T

: 0.40/0.43 T
0.33/0.45 T
0.45/0.47 T
0.47/0.49 T
0.49/0.51 T
0.51/0.53 T
0.53/0.55 T
0.55/0.58 T
0.58/0.60 T
Sans Isolant 0.60/0.62 T
0.62/0.64 T
0.64/0.66 T
0.66/0.68 T
0.68/0.70 T
0.70/0.73 T

FiGURE C.3 — Carte du module de I'induction pour § = 60° & 0.5T

Avec Isolant

0.33/0.36 T
0.36/0.38 T
0.38/0.40 T
0.40/0.43 T
0.43/0.45 T
0.45/0.48 T
0.48/0.50 T
0.50/0.52 T
Sans Isolant 0.52/0.55 T
e 0.55/0.57 T
: 0.57/0.60 T
0.60/0.62 T
0.62/0.64 T
0.64/0.67 T
0.67/0.69 T
0.69/0.72 T

FiGURE C.4 — Carte du module de I'induction pour 5 = 90° & 0.5T
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Avec Isolant

Sans Isolant

0.84/0.87 T
0.87/0.91 T
0.91/0.94 T
0.94/0.98 T
0.98/1.01 T
1.01/1.04 T
1.04/1.08 T
1.08/1.12 T
1.12/1.16 T
1.16/1.19 T
1.19/1.22 T
1.22/1.26 T
1.26/1.29 T
1.29/1.33 T
1.33/1.36 T
1.36/1.40 T

F1GURE C.5 — Carte du module de I'induction pour § =60°a 1T

Avec Isolant

Sans Isolant

0.77/0.80 T
0.80/0.84 T
0.84/0.87 T
0.87/0.91 T
0.91/0.94 T
0.94/0.98 T
0.98/1.02 T
1.02/1.05 T
1.05/1.10 T
1.10/1.13 T
1.13/1.16 T
1.16/1.20 T
1.20/1.23 T
1.23/1.27 T
1.27/1.30 T
1.30/1.33 T

F1GURE C.6 — Carte du module de I'induction pour § =90°a 1T
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D

Pertes fer en champ tournant- Moteurs
statiques
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Il nous a semblé intéressant, de dresser un paralléle entre champs alternatif et tournant
de maniére & pouvoir apprécier le gain éventuel que peut nous amener le dispositif d’asso-
ciation des toles proposé en termes de pertes fer sur une machine électrique tournante et,
plus particuliérement, une machine asynchrone. Notons qu’en champ unidirectionnel, les
calculs sont tres classiques. Nous nous proposons néanmoins de les exposer afin de présen-
ter la démarche utilisée qui sera mise en ceuvre pour les champs tournants. La complexité
des phénomeénes magnétiques qui caractérisent les machines électriques a courants alter-
natifs font, qu’au niveau de ces pertes fer, nous ne considérerons que les pertes statiques
et les pertes dynamiques qui résultent des courants de Foucault globaux.

D.1 Cas d’un champ unidirectionnel

Nous allons, pour cette présentation et afin ce valider certains résultats, reprendre
les couronnes statoriques présentées a la figure 2.7. Comme le flux n’a aucune raison de
pénétrer dans les dents nous allons, pour notre approche, considérer un tore de section
rectangulaire de hauteur p? comme présenté a la figure 1 ol sont précisées les princi-
pales dimensions. La hauteur de culasse, qui correspond a la partie du circuit magnétique

derriére les dents, est notée hS : hé = R 5.t Le fer constituant le circuit magnétique

ext ~ *leint:
sera supposé isotrope de sorte que les lignes de champ suivent un trajet circulaire. Il en
résulte que la composante tangentielle de I'induction se confond avec le vecteur induction

lui-méme b¢ (composante normale nulle).

axe de dV*

RS =81.5mm
R, =100mm

ext

Pom = 350mm

tube de flux

lignes de champ

FIGURE D.1 — Schématisation de la couronne statorique

L’étude est réalisée en supposant qu’une tension v, a évolution temporelle sinusoidale
de pulsation w (fréquence f) est appliquée a l'enroulement d’excitation de n, spires :
v, = U, cos(wt). Nous noterons i, le courant qui parcourt cet enroulement, ¥, le flux qu’il
embrasse et r, sa résistance. L’équation électrique qui régit le fonctionnement de ce circuit

e
s’écrit :
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. dy,
Uy = Tply + T (D.1)
En négligeant la chute de tension ohmique, il apparait que ¥, est a évolution tempo-
relle sinusoidale de valeur créte : W, = 0,/w. Le fait de négliger les fuites magnétiques
permet d’exprimer ¥, en fonction de du flux ¢¢ qui circule dans le circuit magnétique en
utilisant des relations plus ou moins complexes.

D.1.1 Distribution uniforme de 1’induction

Supposons h¢ petit devant RS, de sorte qu’il est possible d’admettre que les ni-

veaux d’induction en M, et N, sont les mémes. Cette hypothése permet de consi-
dérer une distribution uniforme de l'induction b} sur la section S., du circuit ma-
gnétique. b° peut s’exprimer par : b5 = 132 sin(wt). Ce point souligne la particula-
rité qui caractérise les champs unidirectionnels avec distribution uniforme, a savoir
que tous les points du circuit magnétique sont soumis a la méme induction a un ins-
tant ¢ donné. A linstant ¢ + Atf, cette propriété reste vérifice avec un niveau d’in-
duction différent qui évolue sinusoidalement & la pulsation en fonction du temps. Ce

cas simple conduit a : ¥, = n,blS.,, avec axe de dV° avs
Sem = kjpemhs. k} représente le coefficient

de foisonnement qui prend en compte la
différence entre sections nette et brute du A
circuit magnétique qui résulte de 1’assem-
blage mécanique des toles mais également
de leur revétement isolant. Ce coefficient
est de 'ordre de 0.96. Il en résulte I'équa-
tion D.2.

Pertes fer dynamiques Le calcul des
pertes fer dynamiques est réalisé en consi-
dérant un volume dV*® logé dans le fer
statorique, compris dans un angle da® et  h?
situé a une abscisse angulaire a® d’une
référence fixe d® comme indiqué a la fi-
gure D.1. Ce volume présente une épais-
seur qui s’identifie & celle d d’une tole. Pour
simplifier les développements, les calculs se-
ront réalisés en considérant le plan déve-
loppé de la structure ce qui permet d’asso-
cier au volume initial un parallélogramme .

, N .- i spire fictive
de largeur constante et égale a R;, , da® e :

< s .
ou Rf,, représente le rayon moyen de

. S S
la culasse. Considérons une spire fictive emt R iy dat
(partie grisée) centrée au sein de ce vo-
lume (point C) comme présenté a la fi-

gure D2 [ R B P - axeO

FIGURE D.2: Zoom sur dV*
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s __ Up

bl = ok (D.2)
Les cotés horizontaux de cette spire sont distants du centre C de £y avec une longueur

moyenne de 2z et une section égale a dyR;,,,, da’. Les cotés verticaux, distants de C de

+x, ont une longueur moyenne de 2y et une section qui vaut dzR;,,, do’ . Pour que le

volume dV*® puisse résulter de 'assemblage de plusieurs spires concentriques a celle qui

vient d’étre décrite, il convient, entre les variables x et y ainsi qu’entre les quantités dz

et dy, de satisfaire 1’égalité :

r_dv_d (D.3)
y dy hg
L’onde d’induction unidirectionnelle b7 dans le circuit magnétique, dont la valeur créte
est donnée par I’équation D.2, peut étre représentée par le vecteur Eg comme indiqué a
la figure D.2. Ce vecteur présente un module variable avec le temps mais conserve une
direction fixe. La spire fictive embrasse un flux W, qui s’exprime par :

Upire = 4032y (D.4)

. , . . R
Ce flux engendre dans cette spire une f.e.m conformément a la relation : egpjre = —32

espire €8t donc a évolution temporelle sinusoidale de pulsation w et de valeur créte €gpire
égale a : €4pipe = 4bSwry. La puissance pgpire dissipée par effet Joule dans cette spire résulte
de : Dspire = ézpire /27 spire OU Tspire Teprésente la résistance de cette spire. En notant p la

R dx
cmoy
Les égalités définies par D.3 permettent d’exprimer €gpre €t 7gpire uniquement en fonction
de x et de dx :

conductivité du matériau, il vient : ry;e = 4—%(13 [ 4+ f—y}

Cc
~ 18 s 2
Cspire = 40w —"T

d

4 [h2+d&2] @ (D.5)
“WFR%Mw{@d]%
On en déduit donc que :
A 3 ps
Dspire = Qbizuﬁﬁx%xdas

La puissance pgys(dyn) due aux effets dynamiques consommeée par dV* est donnée par :

(I8

Pavs(dyn) = / DPspire
=0

On obtient donc :

. hSRS  dad [t
R " :2b52 2 S cmoy
pavstam cwp[hz2+d2]d[ ]
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soit : R g
s(dyn) = 02w =g D.6
Pav (dyn) e W 32p [h§2 + d2] @ ( )
Comme généralement : h$ >> d
heRS,.,. d°
s(dyn) = bs2 2y g D.7
Pavs(dyn) 32, « ( )

Notons que la simplification qui conduit a définir pgysgyn) par D.7 se résume tout
simplement a négliger les pertes Joule consommeées dans les trongons horizontaux des
différentes spires. On trouve des approches trés similaires dans la littérature avec des co-
efficients numériques qui peuvent légérement différer. Par exemple dans la référence (Bris-
soneau 1997), c’est le coefficient numérique 24 au lieu de 32 qui apparait. Ceci est tout
simplement di au fait que I'auteur, qui néglige également les pertes Joule dans les tron-
cons horizontaux, considére des spires fictives qui ont toutes la méme longueur A¢. En fait,
cette différence, en ce qui nous concerne, n’est pas un probléme car notre objectif est de
comparer les pertes fer, notamment dynamiques, en champs unidirectionnel et tournant ;
par conséquent ce qui importe c¢’est d’utiliser toujours la méme démarche. Comme dans
une tole il y a 27 /da® volumes dV* et que le nombre de toles est peu différent de k37, /d,
le nombre total ngys de volumes dV?° est égal a :

27ka pcm
dda®

consommée dans le fer statorique due aux effets dyna-

(D.8)

nst -

s(=)
c(dyn)
miques engendrés par un champ unidirectionnel (symbole /), résulte du produit de celle

consommeée par dV* par ngys. En introduisant la fréquence : w = 27 f, on aboutit a :

La puissance totale P’

P = Ol b2 (D.9)
avec :
3,5 LSHCRS
(=) . Q pcmkfh Rcmo
Codyn) = " . (D.10)

Pertes fer statiques. Les pertes statiques par cycle et par unité de volume sont
fonction de la surface du cycle d’hystérésis en régime quasi statique. Il en résulte que :

b f (D.11)

(stat)”c

Pavs(sta) = hcdRs fe% Cst

cmoy

¢ est un coefficient compris entre 1.6 et 2.2 (section 1.3.1). Pour la suite de nos déve-
loppements, afin de faciliter les calculs, nous adopterons la valeur 2 pour caractériser ¢ :

pdvs sta — thRS dOé CdVS bSQf (D12)

cmoy
s(=)

c(stat

stat

Pour obtenir les pertes statiques P’
plier pqys(sta) Par nqys. En posant :

) consommeées par la culasse, il suffit de multi-

(=)
Cc( ta

= ngysh,dR,

cmoy

= dascézv)s(smt) (D.13)

il vient :
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~

p é(jat)b? f (D.14)

c(stat)

Précisons que cette expression ne fait apparaitre I’épaisseur des toles ce qui est no-
tamment valable lorsque la fréquence des signaux n’est pas trop élevée. Lorsque cette

condition n’est pas satisfaite, 'effet de peau dans les toles nécessite de reformuler Ps((%)

c(stat)
comme, également, Pj((cfyzl).

Impact de la saturation. La valeur créte de 'induction ne dépend principalement
que de la tension d’alimentation. Il résulte, dans ce cas, que la saturation n’aura pas
d’impact sur b et sur sa distribution. A U, donné seul le courant i, sera affecté par la
présence d’harmoniques qui sont générés par une perméabilité relative du fer qui varie
avec le temps définissant une perméabilité moyenne plus faible que celle qui existe en
I’absence de saturation. En introduisant la notion de courant sinusoidal équivalent, la

valeur efficace de ce dernier augmente lorsque la saturation apparait.

D.1.2 Distribution non uniforme de I’induction

Dans cas on ne suppose plus que h¢ est petit devant R, ,. Dans ces conditions, a

un instant ¢t donné, en l'absence du phénoméne de saturation, le module de I'induction
en M, est supérieure a celui qui caractérise I'induction en N,. Lorsque t varie, les vec-
teurs induction en M, et N, présenteront des modules variables qui évolueront dans les
mémes proportions. On a toujours un champ unidirectionnel avec une distribution non
uniforme de l'induction. L’intérét d’une telle approche est essentiellement de présenter la
procédure qui sera mise en ceuvre lors de I'analyse de effets dynamiques engendrés par les
champs tournants. En supposant toujours que le fer qui constitue le circuit magnétique
est isotrope, les lignes de champ suivront, comme précédemment des trajets circulaires,
de sorte que les composantes tangentielles de I'induction se confondent, comme précé-
demment, avec les vecteurs induction correspondants. Si le fer n’est pas saturé, lorsque
I'enroulement d’excitation est soumis a une tension sinusoidale, le courant 7, qui parcourt
I’enroulement est également a évolution temporelle sinusoidale. Considérons plusieurs tra-
jets circulaires équiflux équidistants et, plus particuliérement, un tube de flux (variables
associées de l'indice inférieur ¢f, constitué par 2 trajets adjacents, dont I'axe est distant
de R® de l'origine O (figure D.1). Le flux ¢4 qui circule dans ce tube satisfait la relation :
nyip = RNiporp. Comme la réluctance Ry de ce tube a pour expression : Ry = 2R/ p*s;;
ou p° représente la permeéabilité du matériaux et sj; la section du tube, on peut en déduire
I’expression de bi(t 5 @& un instant ¢ donné conformément a la relation : ¢y = bi(t f)sff, ce
qui conduit & :

s
_ KTl

bi(t 1 suit donc une progression sur la hauteur de la culasse qui est inversement pro-

S
cext’

7 . 1S _ Wnplp -
s’exprime par : b7, = 2mRE,, i

portionnelle a R®. Dans la mesure ou b] et N, noté b
apparait que :

s s RZ:B
bc(tf) = bcezt Rst (D16)
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Pertes fer dynamiques. Pour détermi- axe de; v s
A

ner dans ces conditions les pertes fer dyna-
miques dans le volume dV* on scinde ce der-
nier en volumes élémentaires 0V* de hauteurs
dR® et centrés en C' distant de R® de l'axe
O comme indiqué a la figure D.3. dR® repré-
sente alors la distance qui sépare les 2 tra-
jets adjacents qui définissent le tube de flux
(figure D.1). Supposons la répartition de I'in-
duction b7, = b(R") dans ce volume élé-

RS

ext

mentaire uniforme (ce qui revient & discréti-
ser par paliers de largeurs dR° la courbe b]
sur la hauteur de la culasse). En supposant RS
dR* > d (la figure D.3 ne respecte pas les
échelles pour des raisons de lisibilité) la re-
lation D.7 demeure valable pour déterminer
la puissance psys(ayn) perdue par effet Joule

dans 6V* a condition d’adapter les notations.

En prenant en compte la relation D.16, il adl . .
vient : R R cmoy dot
Rs R52 d3 dR; cint

2~ Yemoy” Vext
pévs(dyn) = biea)tw 32p RSQ dO{ (D17)
Il en résulte que la puissance pgys(gyn) cOnsommeée g e

par dV? s’obtient en utilisant la relation :
FIGURE D.3: fractionnement de dV*

RE=RZ .
Pavs(dyn) = / Psvs(dyn)
Cela conduit a :

JhERE, 4P R

S(dyn) = 02wy —ext s D.18

Pav (dyn) cext 32p Rimt ( )

Comme L R = Rl + 05, le fait de négliger hg devant R, permet de confondre

le rapport <= avec l'unité et par conséquent de retrouver, concernant pgys(ayn), une

expression sifrllnitlaire a la relation D.7.

Pour exprimer la puissance totale Péfc(l;z) consommeée dans le fer statorique due aux effets
dynamiques engendrés par un champ unidirectionnel de répartition non uniforme, il suffit
de multiplier comme précédemment pgys(qyn) Par : nqys. En faisant apparaitre la fréquence

il vient :

P = Ol b2, frd (D.19)
avec .

Clmny = C) Re RS (D.20)

c ( dyn) - cint
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Pertes fer statiques. Les pertes statiques relatives & 6V* résultent de D.12 et
de D.16 :

s s s sz
p(SVS(stat) =dR dRcmoyda CdVS(stat bcgzt ngt (D21)

On en déduit que :

s s2 52 . dre
Pavs (stat) dRcmoyReztda CdVS stat) cextf RS2

cznt

ce qui conduit a :

R’
pdVS(stat - dRzmoyhzdascij)S(stat RSEJCt biz:ptf
cint

5(=)

En multipliant cette quantité par ngys, on obtient Pc(stat) :

1 é?s(;zzf) = Cé((jt)at)l;zgxtf (D.22)
avec :
= _ ) B
CC(Stat) - CC(Stat) RS L (D23)

cint

On remarque que le coefficient qui multiplie o™

c(stat
Cc(( d?yn) ce qui est tout a fait logique dans la mesure ou pertes statiques et dynamiques

sont toutes deux proportionnelles au carré de I'induction.

) est le méme que celui qui multiplie

Calcul de bcemt Pour illustrer nos propos qui apparaissent dans la partie introductive
de ce paragraphe (expressions plus ou moins complexes pour caractériser \ifp en fonction
du flux ¢¢), nous nous proposons d’exprimer I;im en fonction de 0,. ¥, résulte de la
relation : ¥, = npf bedS. Comme dS = kjp,dR*, compte tenu de D.16, il vient :

\ij = np ;pcmRS

b L. )
ot R;“ ezt JR® . On en déduit par conséquent que :
nt

S

\ij - npkfpcmsztbiext lOg Rext
cint
U, déduit de D.1 en négligeant la chute de tension ohmique, conduit a :
v
bzext . (D24)
wnpks pcmRext log Reu
. Re he . . .
Comme : R t =1+ RS -, en supposant que I est petit devant 'unité, ce qui

permet de confondre le Log avec son developpement Timité au premier ordre, il vient :
b = Uy wnpk3 00, M Re i/ Reing- Dans la mesure ot Rg,, /R, est proche de I'unité, en
confondant cette quantité avec 1, on retrouve la relation D.2 relative a un champ uniforme.

Impact de la saturation. Si & partir d’un état non saturé on augmente légérement
la tension appliquée sur I’enroulement d’excitation de maniére & venir positionner le point
de fonctionnement au niveau du coude de la caractéristique b3(h), alors, lorsque v, sera
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proche de 7, la perméabilité relative du matériaux magnétique va décroitre dans la zone
proche de R, , offrant aux lignes de champ une réluctance moindre ce qui se traduit par
une répartition différente de 'onde d’induction sur la hauteur de la culasse. L'impact de
la valeur instantanée de la tension sur la répartition des trajets circulaire rend ce pro-
bléme trés complexe car il convient, d'un point de vue analytique, d’exprimer cette loi de

répartition de I'induction en fonction du temps qui, implicitement, a 0, donné, conduit a

S

introduire la variable temps pour caractériser b7,

¢ ainsi que b, donné par D.16.

D.2 Cas d’un champ tournant

Un champ tournant, par définition, est le champ qui apparait dans 'entrefer d’une
machine & courants alternatifs. Cette machine peut, en premiére approximation, étre as-
similée & deux armatures cylindriques espacées par un entrefer d’épaisseur e comme pré-
senté a la figure D.4 o un entrefer lisse (épaisseur constante) est considéré. La partie fixe
correspond au stator, la partie mobile au rotor. Pour distinguer les variables relatives a
ces deux armatures, elles seront affectées d’un indice qui sera respectivement soit s, soit r.

FIGURE D.4 — Schématisation d’une machine & courants.

Généralement, les approches basiques pour caractériser le fonctionnement d’une ma-
chine ne considérent que 'onde d’induction fondamentale d’entrefer b.. Cette onde d’in-
duction d’entrefer peut étre caractérisée par des vecteurs induction qui présentent en
fonction du temps une amplitude constante modulée spatialement par une sinusoide.
L’ensemble de ces vecteurs se déplace au cours du temps conformément a la relation :

b. = b, cos(wt — pa®) (D.25)

w = 2w [ est la pulsation des signaux (tensions courants) qui apparaissent au niveau de
I’enroulement statorique que nous supposerons triphasé. a® permet de localiser un point
quelconque de 'entrefer par rapport a une référence spatiale fixe da® que nous prendrons
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confondue avec I’axe de la phase 1 du stator symbolisée par les conducteurs sl et s'1. p re-
présente le nombre de paires de poles de la machine. Dans ces conditions, ’onde d’entrefer
se déplace a la vitesse w/p qualifiée de synchrone. Notons qu’au niveau de la figure D.4,
la quantité p prend en compte la hauteur hA¢ de la culasse ainsi que la hauteur A} des
dents statoriques. Elle correspond donc a la I’épaisseur du circuit magnétique statorique.
Le rayon interne de cette culasse "fictive" est noté R;,,. Cette remarque est également va-
lable pour la quantité E’, . Afin de pouvoir dresser un paralléle entre pertes fer en champs
tournant et unidirectionnel, nous allons tout d’abord montrer comment se répartit I’onde

d’induction dans les culasses "fictives" schématisées comme indiqué a la figure D.4.

D.2.1 Caractérisation de ’'onde d’induction dans les "culasses"

Le calcul des pertes fer est réalisé en considérant des volumes dV* et dV" logés dans
le fer statorique et rotorique situés a une abscisse angulaire o® et compris dans un angle
da® comme précisé a la figure D.4. Ces volumes présentent une épaisseur qui s’identifie
a celle d’une tole Le probléme consiste tout d’abord a déterminer comment évoluent les
vecteurs induction 5; et 52 dans les culasses "fictives" statorique et rotorique de rayons
moyens Ry, et RY .

Lois d’évolution des composantes d’induction dans les culasses. La figure D.5
présente, sur m géométriques, la répartition des tubes de flux obtenus en 2D par éléments
finis. Ces tracés sont réalisés pour p valant 1 et 3 en imposant & la périphérie interne du
stator une répartition spatiale du courant conduisant & une fmm d’entrefer d’expression :
€ = €° cos pa’, soit a un instant ¢ tel que 'axe d'un pole Nord d’entrefer (N) soit confondu
avec d°. Nous avons également fait apparaitre sur cette figure les axes interpolaires situés
a équidistances des axes de poles Nord (N) et Sud (S) adjacents.

axes interpolaires \

p=1 e N

axe de
dViy /)

Qy2

F1GURE D.5 — Composantes du vecteur induction dans la culasse statorique.

Considérons un trajet circulaire de référence passant par M, situé a mi-hauteur de
la "culasse" statorique et donc distant de I'axe O de la machine de R, = Rj,, + p/2.
Les résultats issus de la modélisation, de méme que des développements analytiques qui
suivront, montrent que gg s’identifie pratiquement avec sa composante normale b7, au



D.2. Cas d’un champ tournant 157

voisinage des axes des poles Nord et Sud. Dans les axes interpolaires, il est possible d’as-
similer bg avec sa composante tangentielle 07, . En dehors de ces points particuliers, 0f est
caractérisé simultanément par deux composantes : 07, et b}

ctg*

Cette particularité nécessite, d'un point de vue pertes fer dynamiques, de considérer
dans les culasses deux types de courants de Foucault associés pour chacun a chacune de ces
composantes. La présence de ces deux composantes montre qu’'un point donné de ’arma-
ture statorique est soumis a un champ elliptique conduisant, d’un point de vue pertes fer
statiques, & considérer ce qui est qualifié d’hystérésis tournante. Pour mettre en évidence
la troisiéme particularité qui caractérise les machines tournantes, il convient de prendre
en compte la denture. La figure D.6 présente le cas d'un stator denté et d’un rotor lisse.
Lorsque 'analyse porte sur la machine présentée a la figure D.4, il est généralement admis
que les lignes de champ dans 'entrefer sont radiales, ce qui signifie qu’elles n’ont qu’'une
composante normale. La figure D.6 montre que ceci est vérifié pour certaines d’entre elle.
Néanmoins au niveau des épanouissements dentaires, certaines distorsions apparaissent.
En négligeant ces distorsions, qui affectent une zone trés limitée des dents, il est possible
d’admettre que les dents du stator sont soumises a un champ unidirectionnel de sorte que
les relations établies dans le précédent paragraphe demeurent valables pour la denture.

La quatriéme particularité est relative aux pertes haute fréquence générées par la den-
ture. A titre d’exemple, comme nous venons de le signaler, les distorsions vont fluctuer
dans le temps notamment avec un rotor denté. Ces fluctuations haute fréquence s’appa-
rentent aux papillotement des lignes de champ au niveau des cornes polaires des machines
a courant continu. Ces effets haute fréquence générent également au niveau des cycles
d’hystérésis des cycles mineurs qui accroissent les pertes statiques. Au niveau de ces déve-
loppements nous ne prendrons en compte que les effets magnétiques fondamentaux. D’un
point de vue expérimental, nous définirons ces effets HF en pourcents relativement aux
des pertes fer totales.

Evolution des composantes fondamentales d’induction. Pour pouvoir caractériser les
pertes fer dans les "culasses", il convient d’exprimer analytiquement les lois d’évolution
des composantes normale et tangentielle du fondamental de I'induction aussi bien en fonc-
tion de o® que des points considérés sur les hauteurs des culasses. Nous focaliserons notre
attention sur la culasse statorique dans la mesure ou, si I’on considére le plan développé
de la structure, nous avons des évolutions similaires au rotor. Le détail de ces calculs
relativement classiques, qui supposent radiale 'onde d’induction d’entrefer, sont donnés
dans (Alger 1965).

e En notant l;ﬁ la valeur créte du module de Bg sur le trajet circulaire passant par M,

initialement défini, la figure D.7 précise les lois d’évolution des grandeurs réduites :
b
égal a m/p. Ces tracés ont été réalisés pour : p = 2, Rfmt) = 60mm, £} = 30mm,
e = 3mm en supposant identique et égale & 1000 la perméabilité relative p, du fer au
stator et au rotor et en ajustant la valeur de €¢ de maniére & obtenir une induction
créte dans 'entrefer égale a 1T. Ces composantes, qui présentent une loi de répar-
tition spatiale sinusoidale de valeurs crétes ?)gtg et b%,, évoluent en quadrature avec,

cn)

/b2, b3, /U2 et b, /b7 sur ce trajet de référence en fonction de a® sur un intervalle
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FIGURE D.6 — Effets de la denture statorique

en prenant en compte les aspects temporels, une vitesse angulaire de déplacement
égale a w/p.

e Considérons un point quelconque sur la hauteur de la "culasse" statorique distant
de 'axe O de la machine de R* (figure D.5). Posons : y* = R°/R?,, avec RS, le
rayon extérieur de la culasse statorique. Notons u, la perméabilité relative du fer
statorique. Soient 6§t9(y3) et b5, (y*) les valeurs crétes des composantes de b°(y*) sur
ce trajet. Ces quantités, en introduisant la valeur y** de y® définie pour : R* = R} ,,
s’expriment par :

s G D) (= D)
bctg(y ) = be (i + 1) (=)~ @+ = (i, — 1) () D) (D.26)
s e D) — (= )
bcn(y ) = be (/LT + 1)(ys*)f(p+1) _ (,Ur _ 1)(ys*)(p71) (D27)

En considérant la machine idéale décrite précédemment, la figure D.8 présente les

lois d’évolution de Bitg / l;itg(yszys*) sur la hauteur de la "culasse" statorique pour p

valant 1, 2, 3 et 10. La figure D.9 est relative a la quantité bg / Bin(yszys*)' Connais-
sant ces valeurs crétes il est aisé de déterminer les valeurs de ces composantes en
point quelconque de 'armature statorique & un instant donné dans la mesure ou les
lois d’évolution spatiales sont sinusoidales.
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FIGURE D.7 — Variations de Eg

/b, big/ bs et b% /b sur le trajet circulaire de référence.
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FIGURE D.8 — Variations de bitg/bctg re—ps ) YIGURE D.9 — Variations de bs /b*
avec R o avec R

cen(RS=RS, ;)

D.2.2 Pertes fer dynamiques statoriques

La détermination des effets générés par 'onde d’induction fondamentale nécessite
de distinguer ceux engendrés par la composante tangentielle b7, de ceux induits par la
composante normale b7, . Pour les développements mathématiques, nous supposerons que
fty >> 1. Dans ces condition les composantes de l;f;’(ys) s’écrivent :

s s\ 71 (ys)—(p-i-l) + (ys)(p—l)
bctg<y ) - be (ys*)—(IH-l) _ (ys*)(p_l) (D28>
s s\ _ 1 (ys)—(p—l—l) B (ys>(p—1)

bm(g/ ) = be (ys*)f(pqu) _ (ys*)(pq) (D.29)

e Pour y* = y*, il apparait que ISS L (y™) = b.. La détermination de bitg( ) est un
peu moins immeédiate. Comme :(y**)~P+1) = 1/(y**)P+) et que y** est inférieur a

l'unité, on en déduit que : (y**)~ "+ > 1 alors que : (y**)®~1) < 1. 1l en résulte que
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bS

ctg( S*) > be'

b2, (y°=1)
b2rg (y>=1)
les relations D.26 et D.27, ce rapport s’identifie & 1/p,.

e Pour y* = 1 (périphérie externe du stator), il vient : =0 . En considérant

e [’analyse de ces cas particuliers montrent que :
— Pour R* = R, la composante normale de I'induction dans la culasse est négli-
geable face a la composante tangentielle. Il en résulte qu’il est possible de considé-
rer le champ quasi unidirectionnel & la périphérie extérieure du stator. D’un point
de vue pertes fer (statiques et dynamiques), on retrouve le cas développé en D.1.2.
D’ailleurs, en supposant que la composante normale peut étre négligée lorsque sa
valeur créte est inférieure au dixieme de celle de la composante tangentielle, il est
possible de délimiter la zone ou les effets de la composante normale peuvent étre
négligés.

— Pour R* = R}, la valeur créte de la composante tangentielle de I'induction est

supérieure a celle de la normale sans que cette derniére puisse étre considérée

comme négligeable. Par conséquent, d’un point de vue pertes fer il convient de
considérer ces deux composantes qui vont également générer ce qui est qualifié
d’hystérésis tournante.

Pertes dynamiques dues a la composante tangentielle. Ce calcul est similaire a
celui exposé dans le paragraphe D.1.2. La puissance PV (dyn) CONSOMMEE par effets Joule
dans I’élément de volume 0V* résulte de D.7. Elle s’exprime par :

R/s 3
s2 s cmo; s
Pov, (aym) = b3ty (R°)w? 32;; dR*do? (D.30)
Comme R* = R? ,y°, il vient : dR° = R;

S +dy®. En prenant en compte la relation D.28,
il vient successivement :

_ o2 T Rean®® {(0) 7070 4 ()00}
Psvg (dyn) = OgW
' 320 {ly) @ = (y) e}

sdy*da® (D.31)

Cette expression conduit a :

2 cmoy -~ “ext ys=ys*

_[; R/s R d3 y=1 {<ys)—2(p+1) +(y )2(p 1) +2 2}dy ;
Pavg(am = e =5 ()~ — (o) oD} o

{(ys)f(Qerl) (ys)2p71 _ QL}y =1

s s 3 s
| Yy o Bimoy Iontd® 1 — (1) 2p-1) ey s
Pavg (dyn) = 0z - T2 @
9 32p {(y**) (r+1) — (yS*)(p 1)}

En posant :
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9ig(yY™,p) =
2p+1) [1— (=)D —2p—1) [1— (™) *D] —22p+ 1)(2p — 1) [L = (y*) 7]
(2p+ 1)(2p — 1) {(y*) =@+ — (y=) -1}

(D.32)
il vient :
72 2R;inoyR:xtd3 s s
Pavi (dyn) = Dew Tgtg(y ,p)da (D.33)
Introduisons le symbole (3 &) qui traduit le fait que I’on considére un champ tournant.
Ps(3z)

etg(dyn) s’obtient en multipliant Pavg,(dyn) PAr Nays défini par D.8. En introduisant la
fréquence et en définissant la constante :

3,5 -SRI s sx
(3=) o m pcmkchmoyReztgtg (y ;p)
Octg(dyn) - 4p (D34)
on obtient :
Ps(?,z) — C(Sz) B2f2d2 (D 35)
ctg(dyn) ctg(dyn)”e .

Pertes dynamiques dues a la composante normale. Considérons 1’élément de
volume 6V* soumis a la composante normale de l'induction comme présenté a la fi-
gure D.10. La spire fictive au sein de volume (en gris) embrasse un flux Wy, qui

vaut : W = 407, (R%)zz. La valeur créte de la fem induite dans cette spire vaut :
Cspire = 402, (R*)wxz. La résistance de cette spire résulte de : rgpipe = % [% + ﬁ} Aupa-

ravant les boucles des courants induits, limitées par ’épaisseur d de la tole, se refermaient
selon 'axe y. A présent, ces boucles de courants, toujours limitées par I’épaisseur d de la
tole, se referment selon z. La longueur maximale de ces boucles couvre, par conséquent,
un pas polaire 7/p. Il en résulte donc que pour couvrir totalement le volume concerné
par la circulation de boucles de courants qui évoluent dans le méme sens, il convient de
satisfaire la relation :

r dr pd

—=—= (D.36)
/s
z dz TRE,,,
Dans ces conditions, en substituant les expressions fonction de z(x) et dz(dx) a z et
o . 4%, (RS RS, wa? 2d24+m2 R!52
dz, il vient : €gpire = en (B} Remoy  Topire = o | et | 2.,
pd dR pdm R, 0y dx
. éz . . 2052 (R*)m3 RIS3, w2a?
mim n T . ) — spire n ient : i — cn cmoy S
Comme on a toujours :Pspire B O obtient : pspire P dR*dx Cette
expression permet d’exprimer : pgsys e
(dyn) =0 spire
152 ( Ps), 2.3 DIs3 I3
Dsvs _ bcn<R )w @ Rcmoyd dR* (D 37)
d 272 2 152 ’

Comme : pd << wR!

emoy» 11 st possible de simplifier I'expression précédente qui s’écrit :

DSV gy = 32 (D.38)
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SVS axe de dV°
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FI1GURE D.10 — Zoom sur §V*
Pour calculer la puissance Pavs, consommeée sur la hauteur du volume considéré,

dyn)

donc dans dV?, il convient d’ 1ntr0du1re comme précédemment la variable : y* = R¥/R?_,.

Cela conduit & :

b2 (y*) W RiS 0 RSy P

cmoy ™ Yext d s

PV gy = 3200

Comme : pgy s Sty = f S_ys* PSVS 4y bcn(y‘) donné par D.29 conduit 4 :

_ b2w27rR/cinOl/ eaztd3 fy*ys* { Y )7(p+1) P b } dy
Pavy, . = 32pp {(ys*)~(p+D) — (ys*)(p 1)}
Posons :
(Y™, p) =

@p+ 1) 1= ()@ "] = 2p =) [1 = (") 2] +22p + D(2p— D [1 -

(D.39)

(y*)7'

(2p+1)(2p — 1) {(y)~@+) — (y) oD}

il vient :

bzw27rRﬁjnoyRZmd3
Pave 4 = 320p In(y

(D.40)

(D.41)

Comme il y a 2p volumes dV* considérés dans une tole et que ce nombre de tdles
est de k37, /d, la puissance totale P consommée dans le fer statorique due aux

cndyn

effets dynamlques engendrés par cette composante normale, résulte du prodult de celle
consommeée par dV* par : 2pkiop, /d. En introduisant la fréquence : w = 27 f, P’ 5(3~)

s’exprime par :

cndyn
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Pcndyn Céi;ynbngdQ (D42)
avec
Clnign = 9k Rty Rianuy™ . 0) /49 (D.43)

On note que pour : g,(y**,p) = 9.(v*,p), CC(S’;C)IW s’identifie a C’c(idNyn Le fait de
retrouver que les pertes fer dynamiques sont dans ces conditions identiques valide ces

développements.

Comparaison des pertes dynamlques dues aux composantes normale et tan-
gentielle. Le rapport : Pif(;yn) / Pcnzy”n s’identifie a celui des constantes : C’C(f’gw aymy/ C(zgyn
On en déduit donc que :

s(3%) s*
ctg(dyn) gtg( )

psBR) gy, p)

2p+1) [1— () V] —(2p -1 [1—(y)"®] —22p+ 1)(2p - 1) [1 - (y*) ]

2p+1)[1— (y=)@D] = (2p — 1) [1 = (y**)~ D] +2(2p + 1)(2p — 1) [1 — (y*) ]
(D.44)

Nous avons tracé a la figure D.11 les lois d’évolution du rapport précédent en fonc-
tion de y* Compris entre 0.4 et 0.9, p prenant les valeurs 1, 2, 3, 4 et 5. On note que
Cf;(zlyn / Cndyn est toujours supérieur a l'unité (ce rapport tend vers l'unité par valeurs
supérieures pour des valeurs de p > 1). Il apparait qu'il est possible de négliger les effets
de la composante normale, comparativement a ceux engendrés par la composante tangen-
tielle, pour les valeurs 1, 2 et 3 de p lorsque y** vaut 0.8172 (cas des moteurs statiques 3).
Pour p élevé, les effets de la composante normale ne peuvent étre ignorés quelle que soit
la valeur de y**. Pour de faibles valeurs de y** les pertes fer dynamiques dues aux compo-
santes tangentielle et normale sont du méme ordre de grandeur pour p > 1, ce que laisse
également apparaitre de maniére implicite la figure D.5.

CCY 368

ctgdyn cndyn

i p=1\\7/ P=2

. / p=3 N
X))

5 //

—

P=5 v/
/
- /
1 4#
0,4 0,5 0,6 0,7 08 09
y

||/

N
~—

FiGure D.11 — Evolution de C

ctg dyn

/C

mdyn en fonction de y**, paramétre p.
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D.3 Comparaison des effets suivant la nature du champ

e Paramétre de comparaison. Comme, de maniére générale, I'induction créte b;
sur la hauteur de la culasse varie, afin de comparer les effets en termes de pertes fer,
il convient de définir un paramétre commun pour les différentes structures. Nous

adopterons comme paramétre la quantité <l;ﬁ> qui représente la valeur moyenne

de l'induction créte sur la hauteur de la culasse. Pour nos comparaisons nous al-
lons considérer en champ tournant, comme en champ unidirectionnel, des culasses
de hauteur hS. Au niveau des différentes relations relatives au champ tournant, il
convient de confondre Rf;,, avec RY et de définir y** par Ry, ./ R:,;.
e Cas d’un champ unidirectionnel avec distribution uniforme de I’induc-
tion. Les pertes dynamiques sont données par les relations D.9 et D.10 que nous

rappelons ci apreés :

PCS((CZL) = C oiyn)bz2 2d2 D.9
(=) o ™ pcmkthRimoy
oy = m D.10

Il est évident que dans ce cas nous avons 1'égalité :

<b> - (D.45)

e Cas d’un champ unidirectionnel avec distribution non uniforme de I’in-
duction. Dans ce cas, 'expression des pertes fer dynamiques, résultent des rela-
tions D.19 et D.20 également rappelées ci aprés :

15(=) _ (=) fs2 2
P c(dyn) — Oc(dyn) ce:ptf d D.19
Cl(dy)n - Cc((dyn) e:Jct/Rcmt D .20

La relation D.12 qui définit la loi de variation de l'induction sur la hauteur de la
culasse permet d’écrire que :

b—bs

cext

<l;3> _ bie:ctha:t /szt dR*
c h¢ s Rs

cint

R/ R (D.46)
On en déduit que :

Le développement de ce calcul conduit a : <bc> = pp Teat log < cat > On introdui-

cext Qe
h cznt

sant la variable y**, il apparait que :

o - N 2
pee) = i) <bg> P2 (D.47)

c(dyn) (y**)
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Ko o 1=v)

_ D4
) o log ) DA

L’accroissement des pertes fer dynamiques lié a la répartition non uniforme de I'in-
duction sur la hauteur de la culasse n’est pas trés significatif pour des culasses fines,
cet effet devient un peu plus marqué pour des hauteurs de culasse plus importantes.

e Cas d’un champ tournant. Les courbes tracées a la figure D.7 montrent que bs
s'identifie avec b b , donné par D.22 conduit a :

75 sz s s
<bc> - hct/y bctgd

S

78 7 th [( ) ( S) p]
(i) = e e
<BS> - Beﬁ? (> () (p)“’ - (ys 3“’ K

Cette expression, aprés simplification et compte tenu de la définition de y**, s’écrit :

Sk

<[ATZ> = geﬁ (D49>
Compte tenu de D.9, il apparait que C’C(f’g dyn) donné par D.27 est li¢ a C,, ) (dyn) PAT la
relation :
(3=) () Yig (ys*’p)
Cetglaym = Cotam ) — o (D.50)
K56
3,5 el R
p=2
3 /
p=3
25 N\ /
NN/
, /
- P=5
Pra SN - SN
1 ‘
0,4 0,5 0,6 0,7 08 y*'0,9

F1GURE D.12 — Evolution de K:g(‘ﬂygz P cn fonction de y**?, paramétre p.

Il en résulte que PS(?’z)ctg(dyn) donné par D.26 s’exprime encore par :

S*

B _ (™) s LT YT o /5\7 2 2
Pctg(dyn) _Cc(dyn)gtg(y 7p) ys*Q p <bc> f d (D51)
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On a donc, a <b§> donné, la relation suivante :

8(3%) _ 5(3%) 5(%)
Pctg(dyn) o th(ys*yp) PC(dyn) (D'52)
avec :
K9 = gy p) i p? (D.53)
tgys=p) — Jtg\Y P Y2 p :

La figure D.12 présente les lois d’évolution de K <G en fonction de Yy avec

tg(y**,p)
comme paramétre p. On note que P;g’(:;n) est supérieur a PCS((CZL) quelles que soient

les valeurs de y** et de p. Cet effet est particulierement marqué pour des culasses
épaisses (y** faible). Pour des valeurs de y** (0.815 par exemple), le pertes fer dyna-
miques dues aux composantes tangentielles en champs unidirectionnel et tournant
sont du méme ordre de grandeur.
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Titre et Inventeurs :

Description :

Stator for a direct current
machine

Sjoberg, Sven; Fagerstad, Her-
lov; Weng, August.

Noyau magnétique pour machine a courant continu
fait en utilisant un empilement de toéles GO en
forme de " L ". Le noyau a quatre poles saillants,
quatre segments en forme de " L " et une structure
rectangulaire.

High performance magnetic
composite for AC applica-
tions and a process for ma-
nufacturing the same

Lemieux. United States Patent
7510766.

Matériau composite ferromagnétique pour des ap-
plications en courant alternatif. Il présente des
pertes faibles par hystérésis et courants de Fou-
cault.

Stator structure of rotating
electric machine and the ro-
tating electric machine

Wada, Toshinobu; Kanaeda, Ta-
kasuke. JP2003000015694

Structure statorique pour un moteur Brushless
dont la culasse et les dents ont une perméabilité re-
lative différente afin d’atteindre des performances
magnétiques de I’ensemble plus importantes.

High-efficiency rotating ma-
chine

Tomita, Toshiro; Sano, Naoyuki.
JP2003000118870

Moteur & haut rendement fabriqué avec des toles a
grains orientés dont le diamétre moyen des cristaux
est optimiseé.

Rotor for dynamo-electric
machine of the axial airgap

type

Abe, Michio. United States Pa-
tent 3699372

Moteur dynamoélectrique ayant un rotor dont les
segments du noyau sont faits avec de l'acier a
grains orientés en forme de clavette organisés cir-
culairement.

Permanent magnet electric
motor

Murakami, Masanori. European
Patent Application EP0742635.

Moteur & aimants permanents utilisant des toles
a grains orientés afin d’augmenter I'inductance de
I’ensemble. Cette technique rend plus facile le pas-
sage du flux depuis le stator.
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Titre et Inventeurs :

Description :

Motor

T.Hidetaka ; I. Hisao; K. Tomo-
nori. JP Patent 2005051929

Moteur utilisant des toles a grain orienté en forme
de I empilées dans le rotor afin de rendre plus facile
le passage du flux magnétique.

Silicon steel punching orien-
tation modifications to lower
eddy current losses at the
stator core end of dynamoe-
lectric machines

Breznak, Jeffrey M. United States
Patent 7057324

Méthode de découpage pour des toles statoriques
a grains orientés, mettant les dents dans le sens de
laminage facilitant ainsi le passage du flux dans les
dents, ce qui rend les pertes fer moins importantes.

Magnesium methylate coa-
tings for electromechanical
hardware

Briles, Okey. United States Pa-
tent 6524380

Enrobage isolant qui peut s’utiliser dans la fabri-
cation des différents types de machines électriques,
contenant du méthyléne de magnésium, Alcool mé-
thylique et silice.

Electrical rotating machine.

Nakahara, Akihito. European Pa-
tent Application EP1633031

Méthode de fabrication d'un moteur utilisant des
toles & grains orientés dans la culasse du stator et
des toles a grains orientés dans les dents.

Magnetic steel sheet for mo-
tor stator and split type mo-
tor stator

Terajima, Takashi; Senda, Kuni-
hiro. JP Patent 2004099998

Processus de fabrication des toles statoriques pour
moteurs a courant continu avec des toles & grains
orientés.

Steel pipe having excellent
electromagnetic  properties
and process for producing
the same

Ishiguro, Kawabata. US Patent
Application 20080011389

Processus de fabrication d’un tube utilisé en tant
que blindage magnétique pour les stators, utilisant
un tube d’acier ayant moins de 0.5% C et plus de
85% Fe.

Tole de machine tournante
électrique a grains orientés

Delavie, Claude.

WO ,/2001,/034850

Processus de fabrication des toéles a machine tour-
nante pour la production de stators ayant des élé-
ments dont on sélectionne le sens d’orientation des
grains.




170 Annexe E. Brevets sur ’application du GO dans les moteurs électriques.

Titre et Inventeurs :

Description :

Lightweight high power elec-
tromotive device and method
for making the same

Rice, Milton; Kessens, Norman.
United States Patent 5554902

Machine tournante utilisant des toles segmentées
a grains orientés et proposition d’un processus de
fabrication.

Efficient high-speed electric
device using low-loss mate-
rials

Hirzel, Andrew; Day, Jeffrey.
European Patent Application
EP2027638

Machine électrique capable de travailler a haute
fréquence de commutation, ayant un stator fait
avec des matériaux magnétiques doux a basses
pertes, ou le matériau magnétique est du métal
amorphe ou du métal monocristallin.

Stator core motor and its ma-
nufacture

Asano, Yoshinari; Morishige, Ta-
keshi. JP10271716

Stator dont la culasse et les dents sont construits
utilisant des toles segmentées & grains orientés.
Mettant leurs directions de laminage dans le sens
de circulation du flux magnétique.

Plane opposed type motor

Inoue, Hiroshi; Koda, Minoru.
JP1984000269717

Moteur ayant un bobinage statorique fait avec de
I’acier a grains orientés et un butoir qui absorbe
les vibrations axiales.

Motor and its manufacture

Baba, Kazuhiko ; Kawaguchi, Hi-
toshi. JP10285845

Moteur ayant des faibles pertes fer utilisant des
toles segmentées a grains orientés dans le stator
mettant le sens de laminage de toles dans le méme
sens de circulation que le flux magnétique.

Small DC motor.

Tawara, Satoru. JP Patent

11041894

Petit moteur a courant continu, ayant une tole a
grains orientés prés du support afin de réduire les
bruits magnétiques créés par le commutateur et
son balai.

Plane core of rotating ma-
chine

Kaido Tsutmu. JP1992000094563

Noyau magnétique de stator fait avec des toles a
grains orientés, ayant la direction de laminage dans
le sens de passage du flux magnétique.

Long magnetic steel plate for
spiral core and manufacture
there of.

Kaido, Tsutomu.

Toles a grains orientés pour moteurs linéaires.
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Titre et Inventeurs :

Description :

Reluctance motor.

Kaido, Tsutomu; Wakizaka, Ta-
keaki.

Moteur pour des transducteurs énergétiques, ayant
un rotor fait avec des toles a grains orientés.

Magnetic steel sheet for ma-
nufacture of laminated iron
core used in stator of motor
- includes specific proportion
of oxide formed on one sur-
face side of sheet, compared
to oxygen porportion.

JP1998000182523

Enrobage pour des toles a grains orientés qui est
appliqué dans le sens de laminage des toles, afin
de stabiliser la force adhésive des toles.

Exiter, field system unit and
motor using these.

Hirayama, Takashi; Fujii, Akira.
JP2002000371284

Stator ayant des dents faites avec des toles a grains
orientés et culasse faite avec des toles & grains non
orientés.

Electric machine with soft
magnetic teeth

Hill, Wolfgang. United States Pa-
tent 6960862

Moteur pas a pas ayant les dents du stator faites
avec des toles a grains orientés.

Electrical machine having a
stator core of grain-oriented
laminations

Spirk, Franz. European Patent
EP0034561

Tole statorique & grains orientés, orienté paralléle-
ment aux dents statoriques permettant une réduc-
tion du courant d’excitation, ce qui permet d’avoir
des entrefers plus importants donnant a la machine
une stabilité mécanique plus importante.
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Résumé

Le travail présenté porte sur la définition et le développement d’un circuit magnétique
pour moteurs a haut rendement de faible et moyenne puissances. Il est réalisé avec des
toles a Grains Orientés (GO) non-segmentées.

Des expérimentations réalisées en champ unidirectionnel, destinées a comparer les ca-
ractéristiques globales de la structure GO a celles obtenues sur un assemblage classique
composé de toles a grains Non-Orientés (NO), permettent de conclure quant a leffica-
cité de 'association proposée en termes de pertes fer. Des investigations au niveau local,
accompagnées d’une modélisation numérique, conduisent & une analyse de la répartition
interne du flux magnétique dans la structure, permettant de 'optimiser. Cette technique
d’assemblage est ensuite testée en champ tournant sur des moteurs statiques. Les perfor-
mances obtenues, sont de nouveau comparées a celles relevées sur une maquette NO.
L’étape finale consiste a tester le principe développé sur des moteurs & induction réali-
sés avec la configuration GO. Diverses caractéristiques sont relevées ou estimées (norme
CEI) et comparées a celles de la machine NO d’origine. L'efficacité de la structure GO
se traduit par une réduction notable des pertes fer, notamment statiques, conduisant &
accroitre sensiblement le rendement global de la machine.

Mots-clés: Acier magnétique, Circuit magnétique, Moteurs a haut rendement, Pertes fer.

Abstract

The work presented is focused on the design and development of a magnetic circuit
for high efficiency motors of medium and small powers. It is built with non-segmented
laminations of Grain Oriented (GO) steel.

Experimentations on magnetic circuits excited under unidirectional magnetic field are
performed. Such tests aim the comparison of the GO structure global characteristics with
those of a classic one composed of Non-Oriented (NO) steel, allowing seeing the superi-
ority of the GO structure in terms of iron losses. Local experimentations, followed by a
numerical model, allow the analysis of the local distribution of the magnetic flux within
the structure, leading to its optimisation. Such technique of assembly is then tested under
rotational magnetic field. In that context, several experimentations are performed and its
performance is compared with the one of a NO prototype.

The final stage consists in testing the developed structure in induction motors built with
this GO assembly. Several characteristics are measured or estimated (IEC standard) and
compared with those obtained on the initial NO motor. The GO structure efficiency leads
to a remarkable reduction of the static losses, allowing the increase of the global efficiency
of the motor.

Keywords: Electrical steel, magnetic cores, high efficiency motors, Iron losses.






