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Nomenclature

Symbole Nom Unité

cf coe�cient de foisonnement
d épaisseur de la tôle mm
mv masse volumique kg·m−3

hds hauteur de dents statoriques mm
id, Id courant dans l'axe d A
iq, Iq courant dans l'axe q A
if courant d'excitation A
kbrh coe�cient de raccourcissement
kc coe�cient de Carter
lzs longueur de paquet du stator mm
ltetb longueur de têtes de bobines mm
lg largeur d'entrefer mm
lgc largeur d'entrefer corrigée mm
lcus pol longueur du cuivre par pôle mm
rsi rayon intérieur du stator mm
rse rayon extérieur du stator mm
rfdenc rayon du fond d'encoche mm
td pas dentaire rad
te ouverture d'encoche mm
vd, Vd composante directe de la tension V
vq, Vq composante en quadrature de la tension V
we pulsation électrique rad/s
Br induction magnétique rémanente Tesla
Bent induction dans l'entrefer Tesla
Bcrête valeur crête de l'induction Tesla
(BH)max produit d'énergie volumique maximale kJ/m3

dB/dt dérivée de l'induction dans le temps
Cem couple électromagnétique N/m
HcJ champ coercitif de la polarisation A/m
HcB champ coercitif de l'induction A/m
Hstat contribution statique du champ magnétique A/m
Hdyn contribution dynamique du champ magnétique A/m
Icc courant de court-circuit A
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Symbole Nom Unité

J densité de courant A/mm2

Ld inductance dans l'axe d mH
Lq inductance dans l'axe q mH
Nz1 nombre d'encoches
Nbenc pol ph nombre d'encoches par pôle par phase
Nbsp pol ph nombre de spires par pôle par phase
Nb// nombre de circuits en parallèle
Pe nombre de Peclet
Pabs puissance absorbée W
Pfer pertes fer W
Pmeca pertes mécaniques W
Pjs pertes Joule statoriques W
Pex pertes d'excitation W
PPCM plus petit commun multiple
PGCD plus grand commun diviseur
Rs résistance statorique par phase Ω

Rr résistance rotorique Ω

Sfil section du �l mm2

Tcu température du cuivre oC
η rendement
δ pas de bobinage
`enc inductance de fuites d'encoche mH
`zz inductance de fuites zig-zag mH
`tb inductance de fuites des têtes de bobines mH
µr perméabilité relative
ρ résistivité électrique Ω · cm
ρcu résistivité du cuivre à 20oC Ω · cm
σ conductivité électrique (Ω ·m)−1

ϕ angle d'autopilotage o

Ω vitesse de rotation rad/s
Ψap �ux des aimants permanents Wb
Ψhyb �ux produit par les aimants et les bobines Wb
Ψd, ψd �ux d'axe direct Wb
Ψq, ψq �ux d'axe en quadrature Wb
StARS Starter Alternator Reversible System



Introduction générale

Les transports représentent environ un quart des émissions de gaz à e�et de serre
en France, qui contribuent au changement climatique. Les constructeurs automobile sont
confrontés à des normes de plus en plus strictes : 120 g/km vers 2012, ce qui correspond à
une consommation de 4.5 L de diesel et 5 L d'essence par 100 km. De ce fait, de nombreux
travaux ont été menés pour trouver des véhicules propres dans le monde industriel et aussi
universitaire.

L'hybridation de deux sources d'énergie,
l'une thermique et l'autre électrique, est considé-
rée comme une solution du futur. L'objectif de
cette thèse est de développer une nouvelle famille
d'alterno-démarreurs à entrainement par courroie
(Fig. 1), qui réalise les fonctions de démarrage,
redémarrage, d'alternateur, de freinage récupéra-
tif et qui délivre en outre un surcroît d'énergie
dans les phases critiques de fonctionnement du
moteur thermique (Boost). Pour assister à ce der-
nier, la machine en question doit fournir une puis-
sance plus importante qu'un simple alternateur
équipant un véhicule conventionnel et dans un en-
combrement limité.

Figure 1 � Emplacement d'un alterno-
démarreur

La puissance massique/volumique est donc un critère important dans le choix de la
machine. L'autre critère est le rendement de la machine en vue de diminuer la consom-
mation du carburant et de satisfaire les nouvelles normes d'émission de CO2. Pour donner
une idée, un gain de 10 points de rendement sur un alternateur classique d'environ 3-4 kW
correspond à une diminution du carburant de 0.1 L à 0.4 L/km selon le cycle de roulage.
Au fur et à mesure que la puissance de la machine électrique augmente, son impact sur la
consommation du véhicule aussi. D'ailleurs, avec un système à entraînement par courroie,
il faut que l'inertie de la machine ne dépasse pas 5 g.m2.

La machine à gri�es est, jusqu'à présent, la machine la plus utilisée dans l'automobile
grâce à sa fabrication simple et son faible coût. Malgré ses avantages, son faible rendement
reste un des soucis principaux des constructeurs et des équipementiers automobile. Ce
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rendement ne peut plus satisfaire les nouveaux besoins des constructeurs dans le contexte
actuel. L'estimation de pertes fer est très délicate dans une géométrie complexe telle que les
gri�es massives. Ces pertes, qui sont non négligeables, peuvent produire le sur-échau�ement
et l'anomalie de la machine.

A�n de s'a�ranchir de ce problème de pertes fer et d'améliorer le rendement, on a décidé
de transformer la machine à gri�es en une machine 2D, dont le chemin de �ux principal est
2-dimensionnel, avec un rotor feuilleté. Ce dernier permet de réduire e�cacement les pertes
liées aux courants de Foucault. Cette nouvelle structure à double excitation sera présentée
et étudiée dans ce travail. D'ailleurs, on dispose d'un degré de liberté supplémentaire sur
le �ux total grâce à la présence des bobines dans le rotor. De ce fait, le dé�uxage de la
machine devient beaucoup plus aisé par rapport à une machine à aimants permanents seuls.
La con�guration à double excitation présente un meilleur rendement, en cas de dé�uxage,
en diminuant ou annulant le courant d'excitation. Grâce à ce degré de liberté en plus, il
est aussi possible d'améliorer le rendement de la chaîne de traction en dimensionnant la
machine de manière que son meilleur rendement coïncide avec la zone du fonctionnement
la plus sollicitée.

Comme ce qui est mentionné auparavant, les pertes fer, un phénomène qu'on maîtrise
moins bien dans les machines électriques, ne sont pas évidentes à modéliser. Cependant une
estimation correcte des pertes fer est indispensable lors d'une évaluation des performances
de la machine et pour le dimensionnement du système de refroidissement. C'est la raison
pour laquelle on a décidé de consacrer une partie de cette thèse à la modélisation des
pertes fer. Compte tenue de la complexité du problème, le modèle LS (Loss Surface),
un modèle d'hystérésis scalaire, fondé sur la caractérisation expérimentale des tôles, nous
semble intéressant. Pour la validation, le modèle a été appliqué sur une machine à gri�es,
un type de machine qu'on peut facilement trouver chez Valeo et puis sur la machine à
double excitation, qui a fait l'objet principal de cette thèse.

Une procédure de dimensionnement par réseaux de réluctances sera également présentée
dans le chapitre II. La modélisation par réseaux de réluctances n'est pas très utilisée dans
l'industrie malgré son avantage en temps de calcul par rapport à la méthode des éléments
�nis, car la mise en place du modèle est relativement longue. Un outil de modélisation
Reluctool, développé au laboratoire G2elab, est adopté pour cette étude. Cet outil permet
la mise en place automatique des équations symboliques, à partir des réseaux de réluctances
établis via une interface graphique. Le logiciel réalise la dérivée des paramètres de sortie
en fonction des paramètres d'entrée, ce qui permet d'e�ectuer rapidement des études de
sensibilité et o�re la possibilité d'un couplage avec un algorithme d'optimisation de type
déterministe (SQP. . .). Plusieurs stratégies d'optimisation seront présentées au cours de
cette étude.

Cette étude sera conclue par une validation expérimentale des prototypes réalisés. Ces
prototypes sont issus d'un dimensionnement selon un cahier des charges destiné aux véhi-
cules hybrides. Ceci permettra de valider notre procédure d'optimisation, de valider le bon
fonctionnement d'une structure à double excitation, de valider nos modèles de calcul et de
mieux comprendre le principe du fonctionnement de cette nouvelle machine.
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Résumé

De nouvelles normes européennes et la volonté d'arborer une image de sociétés respon-

sables et soucieuses de l'environnement ont encouragé les constructeurs automobile à

développer de nouvelles solutions techniques a�n de diminuer les émissions de CO2

des véhicules qu'ils commercialisent. Parmi les solutions proposées, les motorisations

hybrides (thermique/électrique) ou électriques pures ont connu ces dernières années

un essor considérable. Certains constructeurs ont d'ores et déjà pris de l'avance en

étant parmi les premiers à commercialiser ce type de véhicule. De ces motorisations

innovantes sont nés de nouveaux besoins en machines électriques et matériaux magné-

tiques.



4 I. État de l'art

I.1 Introduction

Ce chapitre se compose de trois parties. Dans la première, les di�érentes topologies de
véhicules hybrides et électriques seront présentées. La seconde partie présente les di�érents
types de machines électriques nécessaires au bon fonctionnement des véhicules hybrides et
électriques. Certaines de ces machines ont fait l'objet de nombreux travaux, d'autres en
revanche n'ont été que peu étudiées, mais toutes o�rent un grand intérêt pour le développe-
ment des véhicules hybrides ou électriques. La dernière partie est consacrée aux nouveaux
matériaux, à la modélisation des pertes magnétiques, et aux progrès dans la procédure des
calculs numériques.

I.2 Technologie des véhicules hybrides et électriques

Depuis ces dernières années, la consommation électrique du réseau de bord des auto-
mobiles n'a cessé de croître. Cette croissance est notamment liée aux développements de
l'électronique qui ont permis de nombreuses améliorations du confort et de la sécurité des
véhicules. On peut entre autres citer :

� la direction assistée,
� l'ABS,
� la climatisation,

ainsi que des fonctions plus récentes comme :

� le GPS,
� les systèmes d'aide à la conduite.

En même temps, les constructeurs sont confrontés à la problématique de la réduction
du dioxyde de carbone. L'épuisement progressif des ressources pétrolières, la préoccupation
sur le réchau�ement climatique et la qualité de l'air nous obligent à trouver une nouvelle
voie. Les véhicules hybrides et électriques sont considérés comme solutions d'avenir. De
nombreuses études ont été menées sur le développement des véhicules hybrides. Certaines
sont restées théoriques, d'autres ont abouti à la commercialisation de véhicules embarquant
une technologie hybride.

Les possibilités d'hybridation sont immenses, mais on peut les classer généralement en
3 catégories (Fig. I.1) : l'hybridation série, l'hybridation parallèle et l'hybridation série-
parallèle.

I.2.a Hybridation série

Dans cette con�guration [9] [53] [56], le moteur thermique entraîne un générateur élec-
trique qui charge une batterie et alimente les convertisseurs des moteurs électriques de
traction. Cette con�guration présente une bonne gestion de l'énergie. Le moteur thermique
peut être dimensionné pour la puissance moyenne utile et la batterie assure un complé-
ment d'énergie aux pointes de puissances. Elle permet aussi le roulage électrique pur avec
une autonomie qui dépend de l'énergie stockée dans les batteries. L'inconvénient de cette
solution est le rendement médiocre de la chaîne de traction à travers un nombre élevé de
conversions d'énergie (thermique, mécanique, électrique, chimique). De surcroit, ce système
présente un coût relativement élevé.
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(a) Hybride série (b) Hybride parallèle

(c) Hybride à dérivation de puissance

Figure I.1 � Mode d'hybridation [9]

I.2.b Hybridation parallèle

La motorisation hybride parallèle permet aux deux moteurs, thermique et électrique,
de fonctionner ensemble ou séparément avec un surcoût moindre [53]. Le moteur thermique
sert principalement à mouvoir le véhicule, et la récupération d'énergie cinétique en décéléra-
tion et freinage assure la recharge des batteries. Cette con�guration permet de fonctionner
en mode ZEV (Zero Emission Vehicle) temporairement. Elle dispose d'une chaîne de rende-
ment plus intéressante grâce à la mise en parallèle des organes. Elle présente une synergie
industrielle et il est possible d'utiliser le moteur thermique des véhicules actuels sans grand
aménagement.

Micro hybride parallèle La fonction Stop & Start (Fig. I.2) équipant certains véhicules
essence du Groupe PSA Peugeot Citroën est assurée par une technologie micro hybride
parallèle. Le principe de ce système est de couper le moteur thermique lorsque le véhicule
est à vitesse nulle (arrêt à un feu rouge ou dans un embouteillage), et de le relancer dès
lors que le conducteur le demande via une sollicitation de la pédale d'accélérateur. Avec ce
système, il est possible de réduire en moyenne les émissions de CO2 de 5 g par km et de
15% en situation urbaine chargée.

Le premier véhicule équipé du Stop & Start a été la Citroën C3, dont le lancement
commercial a eu lieu en 2004. Pour réaliser cette fonction (sur véhicule essence), il a été
nécessaire à Valeo de développer un alterno-démarreur StARS (Starter Alternator Rever-
sible System). Ce dernier s'agit en e�et d'une machine à gri�es associée à un onduleur
pleine onde. La deuxième génération i-StARS, équipant certains véhicules Diesel Hdi, se
distingue par l'intégration de l'électronique de commande sur la machine électrique, ce qui
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Figure I.2 � Stop & Start [9]

réduit l'encombrement et facilite l'installation. La plus grosse nouveauté est que ce bloc
Diesel peut se couper dès que le véhicule passe sous 20 km/h.

Mild hybride parallèle Les véhicules mild hybride sont équipés d'un système Stop &
Start plus puissant que celui du micro hybride, associé à une batterie plus importante. Le
système mild hybride parallèle permet la récupération d'énergie au freinage et la fonction
boost à l'accélération. La réduction de CO2 peut atteindre 15-20% mais avec un coût
plus élevé. Parmi les véhicules équipés de ce système, on peut citer la Honda Civic IMA
(assistance moteur intégrée) dont la commercialisation a débuté en 2002. Ce véhicule est
doté d'un moteur thermique essence de 1 L et d'une machine électrique de 10 kW, qui
a pour mission de suppléer le moteur à essence et de donner un surcroît de puissance. A
l'arrêt, le moteur à essence est coupé. L'énergie cinétique en décélération et lors du freinage
est utilisée pour recharger les batteries du moteur électrique.

I.2.c Hybridation à dérivation de puissance

L'Hybridation à dérivation de puissance ainsi appelée hybride série-parallèle est doté
d'au moins deux machines électriques indispensables à son fonctionnement. La puissance
délivrée par le moteur thermique suit deux chemins distincts : l'un mécanique, l'autre
électrique. L'utilisation des machines électriques limite le rendement de la transmission dans
certaines circonstances, spécialement lors des phases nécessitant la puissance maximale du
moteur [9]. Cette architecture permet de fonctionner en 100% électrique.

En combinant hybride série et parallèle, Toyota a produit le premier véhicule hybride
(Prius I) en 1997 pour le marché Japonnais. Douze ans plus tard, la Prius III est com-
mercialisée en Europe. Elle allie un moteur à essence sous dimensionné (55 kW) et deux
moteurs électriques/générateurs à aimants permanents de taille et de puissance di�érentes.
Avec cette architecture, il est possible d'utiliser la propulsion électrique seule à faible puis-
sance où le moteur thermique a un très faible rendement, et d'aider le moteur thermique
par l'appoint d'un moteur électrique lors des besoins importants de puissance notamment
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en accélération. Ceci permet un fonctionnement le plus près possible du rendement maxi-
mal du moteur thermique, contrairement à une voiture conventionnelle où les �uctuations
de puissance sont très importantes.

La réversibilité des machines électriques permet de récupérer l'énergie cinétique lors des
freinages. Le moteur thermique est coupé quand la voiture roule au-dessous de 70 km/h. Le
frein moteur est assuré par un moteur/générateur de 50 kW qui en pro�te pour recharger
la batterie. La motorisation full hybride réduit la consommation à 3.9 L par 100 km en
cycle mixte et les émissions de CO2 à 89 g/km.

I.3 Technologie des machines électriques

Sur cette voie de l'hybridation voire électri�cation, le rôle de la machine électrique est en
train d'évoluer : du simple alternateur, alterno-démarreur, au moteur électrique/générateur.
Dans le cas d'un véhicule électrique, elle peut remplacer entièrement le moteur thermique.
Son importance augmente avec le niveau d'hybridation (Fig. I.3), tout comme sa taille et
sa puissance. Pour que les constructeurs automobile puissent exploiter toutes les solutions
énoncées ci-dessus et optimiser leurs chaînes de traction, les machines électriques doivent
évoluer et se perfectionner car les performances des véhicules hybrides et électriques dé-
pendent directement de celles des machines électriques qu'ils embarquent.

Figure I.3 � Panorama des hybrides versus taux d'hybridation [9]

Dans ce qui suit, nous nous intéressons aux di�érents types de machines électriques.
Certaines de ces machines ont été largement étudiées, d'autres en revanche sont toujours
à l'état de concept mais toutes o�rent un grand intérêt pour des applications automobiles.

I.3.a Machine synchrone à aimants permanents (MSAP)

Les machines à aimants permanents sont abondamment étudiées dans le cadre de la
traction électrique. Leur intérêt réside en leur puissance massique élevée et leur bon ren-
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dement dans la zone proche de la puissance maximale. L'inconvénient majeur de la MSAP
est la di�culté de contrôle. Il n'est pas aisé de la faire fonctionner dans une large plage de
vitesse. Au-delà de la vitesse de base, on est obligé de réduire le �ux d'entrefer (dé�uxage)
via une réaction d'induit démagnétisante. Il existe une condition idéale pour l'obtention
d'une plage théoriquement illimitée (le rapport entre la réaction d'induit et le �ux d'ai-
mant : r = LI

ψap
=1) [54]. Cependant, le facteur de puissance à la vitesse de base est proche

de 1 lorsque l'inductance de la machine est faible. Il y a donc un compromis à faire entre
une large plage de fonctionnement et un bon facteur de puissance.

Les machines à aimants permanents montés en surface ont une faible réaction d'induit et
sont donc peu dé�uxables. Elles peuvent nécessiter une frette amagnétique de maintien pour
des vitesses élevées, ce qui augmente l'entrefer et le coût. Les machines à aimants enterrés
ont une réaction d'induit plus élevée mais la contrepartie est un faible facteur de puissance
à vitesse de base. Il a été montré dans [54] que le facteur de puissance peut être amélioré par
le rapport de saillance (Ld > Lq). Un autre avantage d'avoir des aimants enterrés est que
les pièces polaires peuvent permettre au �ux de ne pas traverser les aimants et de réduire
le risque de désaimantation irréversible. Les machines peuvent atteindre sans problème
des vitesses conséquentes et les aimants sont protégés des poussières et des contraintes
mécaniques.

I.3.a-i MSAP structure 1 : MAPI (machine à aimants permanents internes)-

ADI

Pour réaliser les fonctions Stop & Go, freinage récupératif et assistance du moteur ther-
mique, Valeo a principalement exploité deux familles de solutions : l'Alterno-Démarreur
Intégré (ADI) et l'Alterno-Démarreur Séparé (ADS). Concernant l'ADS, il est installé à
la place de l'alternateur. Ceci ne nécessite pas de modi�cation sur la partie du moteur
thermique existant, mais le système d'entraînement par courroie a dû être modi�é a�n de
permettre un fonctionnement réversible. Ce système a un coût très intéressant. Quant à
la solution ADI (Fig. I.4.a), elle permet de transmettre des puissances et des couples plus
importants. La machine est intégrée au volant d'inertie du véhicule et prend place entre la
boite de vitesse et le moteur thermique. Par conséquent la position du groupe motopropul-
seur a dû être revue. La machine (Fig. I.4.b) [20], développée par Valeo-laboratoire LEC,
s'inscrit dans ce cadre.

La machine (Fig. I.5.b) est dimensionnée pour 42 V (tension du réseau de bord) et un
courant d'onduleur maximal de 600 A pour le mode démarrage. Le couple (Eq. I.1) est
produit, dans cette con�guration, par l'interaction :

� du �ux d'aimants et
� du courant statorique et
� de l'e�et de saillance.

C =
3

2
p (ΨM + (Lq − Ld) id) iq (I.1)

Avec, ΨM : �ux d'aimants, Ld, Lq : inductances d'axes d et q, id, iq : courants d'axes d et
q.

Pour cette machine, les faibles rendements (Fig. I.5.a) se situent dans la zone de basses
vitesses et très forts courants (pertes Joule élevées) et dans la zone de hautes vitesses et
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(a) Emplacement ADI (b) MAPI-ADI développée

par Valeo-LEC

Figure I.4 � MAPI (machine à aimants permanents internes) - ADI (alterno-démarreur
intégré) [20]

faibles puissances. A hautes vitesses, les pertes mécaniques et les pertes fer augmentent.
De plus, une partie du courant statorique (courant id négatif) est utilisée pour dé�uxer
la machine. Ce dé�uxage est aussi responsable des pertes fer supplémentaires à cause des
harmoniques.

(a) Cartographie du rendement (b) Prototype réalisé

Figure I.5 � MAPI - ADI prototype [20]

I.3.a-ii MSAP structure 2 : MAPI à concentration de �ux

La machine à aimants permanents à concentration de �ux a fait l'objet des nombreuses
études [55] [61]. Le principe de concentration de �ux permet une augmentation importante
du champ dans l'entrefer. Avec une géométrie adéquate, on peut obtenir une induction dans
l'entrefer bien plus importante que l'induction rémanente de l'aimant. Cette concentration
de �ux, combinée avec l'utilisation des aimants à base de terres rares, permet de diminuer
sensiblement l'encombrement de la machine. Des aimants ferrites peuvent être toutefois
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utilisés à la place des aimants à terres rares pour des raisons économiques.
Un exemple de réalisation est la machine à concentration de �ux et stator bobiné

sur dents de Leroy Somer [24] (Fig. I.6). La combinaison d'un rotor à concentration de
�ux et d'un bobinage concentré permet d'avoir une machine relativement puissante dans
un encombrement réduit. Comme le montre la �gure I.6, les pièces polaires présentent
des formes particulières qui permettent leurs �xations sur l'arbre amagnétique. Les pièces
polaires peuvent présenter une forme bombée a�n de minimiser la di�érence d'inductance
d'axes d et q (Ld − Lq) et de réduire les harmoniques et l'ondulations du couple. Des
aimants de forme trapézoïdale sont insérés entre les pièces polaires et maintenus par ces
dernières.

(a) Structure du rotor (b) Stator bobiné sur dents

Figure I.6 � Machine à concentration de �ux et stator bobiné sur dents - Brevet Leroy
Somer

Pour un fonctionnement à grandes vitesses, il est préférable de revenir à la structure
de type mono-bloc [23] (Fig. I.7). Celle-ci diminue le mouvement radial des aimants dû à
la force de centrifuge et réduit ainsi le risque de frottement avec le stator.

Le �ux de l'aimant ne peut re-boucler que par le
stator à cause du noyau amagnétique. Cette struc-
ture est avantageuse en termes de rendement au
point de fonctionnement nominal (>93%) [61] et
de compacité de la machine. Cependant, dans le
cas d'une application automobile qui exige une
large plage de fonctionnement, elle nécessite des
modi�cations pour la rendre plus facile à dé�uxer. Figure I.7 � Structure du

rotor - Brevet Leroy Somer

I.3.b Machine synchrone à double excitation (MSDE)

L'introduction des aimants dans les machines électriques permet d'améliorer signi�ca-
tivement la puissance massique et le rendement dans certaines zones de fonctionnement.
C'est la raison pour laquelle on trouve des machines à aimants permanents pour des ap-
plications aux véhicules hybrides et électriques. Néanmoins, l'inconvénient principal est le
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contrôle de ces machines dans une large plage de vitesse. De plus, ces machines présentent
des valeurs de f.e.m. élevées à hautes vitesses. Pour des raisons de sécurité, les normes
imposent des contraintes supplémentaires dans le dimensionnement de la machine même
et des composants électroniques, ce qui peut engendrer une augmentation du coût. D'où
l'idée de la machine à double excitation, qui combine les avantages des machines à aimants
permanents et ceux des machines à rotor bobiné.

I.3.b-i MSDE structure 1 : NES (New Electrical Structure)

(a) Rotor NES (b) Paquet de tôle

Figure I.8 � Prototype NES (new electrical structure) [63]

La machine NES [63] est une machine à pôles saillants à excitation mixte parallèle (Fig.
I.8). La particularité de cette machine est le changement de polarité lors d'un courant
d'excitation nul, positif ou négatif. Elle est constituée des pôles créés par les aimants
permanents, des pôles créés par les bobines et des pôles conséquents. Le �ux total vu
par le stator est réglé par le courant d'excitation. En injectant le courant dans le sens
convenable, la machine peut être entièrement dé�uxée (�g. I.9.c).

(a) Sans courant d'excitation (b) Fonctionnement nominal (c) Dé�uxage complet

Figure I.9 � Fonctionnement de la NES

Le couple (Eq. I.2) est produit par l'interaction :

� du �ux rotorique hybride réglable par le courant d'excitation,
� des courants statoriques,
� des e�ets de saillance magnétique du rotor.
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C =
3

2
p (Ψhyb(if ) + (Lq − Ld) id) iq (I.2)

Où, Ψhyb(if ) est le �ux total produit par les aimants et les bobines et contrôlable par le
courant d'excitation.

Cette structure peut être dimensionnée pour une application moteur-générateur (Fig.
I.10.a). Grâce à un degré de liberté supplémentaire en courant d'excitation, il est possible
de dimensionner la machine de telle manière que sa zone du meilleur rendement coïncide
avec la zone la plus sollicitée de la machine.

Béné�ciant d'un dimensionnement plus �exible, il est ainsi possible d'utiliser cette
machine comme simple alternateur. Le débit talon, le courant vers la batterie lors d'un
courant d'excitation nul, n'est souvent pas désiré. On peut adopter pour le convertisseur un
simple redresseur à diodes (pont non commandé) (Fig. I.10.b), en jouant sur le pourcentage
du volume des aimants et du cuivre au rotor, a�n de réduire le coût de l'électronique.

(a) Iso-rendement en moteur-générateur (b) Système double triphasé (application alter-

nateur)

Figure I.10 � Application de la machine NES

I.3.b-ii MSDE structure 2

Ce type de machine à double excitation, développé dans le laboratoire SATIE, est fondé
sur les travaux de thèse de Y. Amara [3] et L. Vido [68]. Dans la con�guration appelée
unipolaire (Fig. I.11), le rotor est constitué des aimants à concentration de �ux et des
aimants latéraux, ce qui vont créer des pôles Nord et Sud. Les bobines d'excitation sont
placées au stator. Son �ux ne traverse l'entrefer qu'une seule fois via la partie active et
reboucle via le collecteur de �ux rotorique et les �asques. Dû à ce trajet de �ux unipolaire,
le �ux total présente une composante continue.

Dans la deuxième con�guration (Fig. I.12), les aimants latéraux ont été supprimés.
Cette structure est à la base une machine à aimants permanents à concentration de �ux,
sur laquelle on ajoute une source de �ux variable au stator. Le �ux créé par l'excitation
bobinée agit sur les deux pôles, ce qui rend la structure symétrique.

L'emplacement des bobines d'excitation dans le stator améliore en global la condition
thermique de la machine car la chaleur dans le stator est plus facile à évacuer par rapport
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(a) Structure unipolaire (b) Passage de �ux bipolaire (c) Passage de �ux unipolaire

Figure I.11 � Machine à double excitation unipolaire-SATIE

au rotor. Cependant, ceci nécessite des pièces supplémentaires (ex : collecteur rotorique de
�ux) pour guider le passage de �ux, ce qui augmente l'encombrement de la machine. De
plus, étant donné que ces parties sont en matériau massif, le développement des courants
de Foucault va créer des pertes magnétiques supplémentaires.

(a) Structure MSDE bipolaire SATIE (b) Passage du �ux (c) Prototype MSDE

bipolaire

Figure I.12 � Machine à double excitation bipolaire

Le prototype réalisé fournit 30 kW en régime transitoire et 15 kW en régime permanent
sous un bus continu de 250 V avec un système de refroidissement par eau. La vitesse
maximale est de 8000 tr/min et la vitesse de base est de 2250 tr/min.

I.3.b-iii MSDE structure 3 : Machine à gri�es (MAG)

La particularité de cette machine réside dans la forme inhabituelle de ses roues polaires
massives qui enveloppent une bobine d'excitation centrale. Dans les générations récentes,
des aimants permanents de type terre rare ou ferrite (Fig. I.13) sont introduits dans les
régions inter-polaires du rotor, pour empêcher les fuites magnétiques entre deux pôles
consécutifs et en même temps renforcer le �ux magnétique produit par l'excitation bobinée.
L'assemblage du rotor est simple et rapide, ce qui explique sa grande application dans le
secteur automobile. La plupart des alternateurs sont refroidis par air grâce à des ventilateurs
�xés sur les roues polaires avant et arrière.

Dans certaines machines de générations récentes, le système de bobinage double-triphasé
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(a) Rotor (b) Aimants inter-polaires

Figure I.13 � Machine à double excitation 3 : MAG (machine à gri�es)

(Fig. I.10.b) est adopté pour réduire les harmoniques dans la machine, l'ondulation du
courant et les pertes fer. Ce système est composé de deux systèmes triphasés décalés de
30 degrés électriques et les deux redresseurs à diodes fonctionnent alternativement. Le
couplage des trois phases peut être en étoile ou triangle.

L'amélioration se manifeste aussi dans la technologie du bobinage par une augmentation
de taux de remplissage. Le fait de pouvoir mieux ranger les �ls et les têtes de bobines permet
de réduire l'encombrement et aussi les fuites magnétiques. Ainsi, une nouvelle technologie
de bobinage en épingle apparaît (Fig. I.14). Ce type de bobinage utilise des conducteurs
rectangulaires pour mieux remplir les encoches.

(a) Bobinage �ls (b) Bobinage en épingle [67]

Figure I.14 � Progrès dans la technologie du bobinage

Avec toutes ces améliorations et l'utilisation du redresseur synchrone à transistors, le
rendement de l'alternateur à gri�es a été augmenté de plus que 5% (Fig. I.15). En e�et, les
alterno-démarreurs de la famille StARS sont équipés d'un onduleur pleine onde permettant
le fonctionnement en mode moteur et fonctionnant comme redresseur synchrone en mode
alternateur.

Comme les machines synchrones classiques, le fait que l'excitation se trouve au rotor
nécessite un contact tournant. Ce système de bagues/balais limite les performances de ces
machines à grande vitesse à cause de l'instabilité d'un contact glissant et l'introduction
des pertes par frottement. Une alternative, une machine à gri�es à excitation statique, a
été présentée dans [8]. Son excitation est �xée à sa carcasse et son rotor est entièrement
massif, compact et lisse, ce qui permet d'atteindre des vitesses très élevées.
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Figure I.15 � Rendement d'un alternateur à gri�es - source Valeo

I.3.c Machine à �ux axial (MFA)

Ces dernières années ont vu l'émergence, dans le domaine des machines électriques,
de nouvelles structures appelées machines discoïdes. Contrairement à des machines à �ux
radial, le �ux traverse l'entrefer axialement pour cette famille de machines. De plus, ces
machines se distinguent par leur compacité, leur couple massique et l'inertie du rotor. Il
est à noter que ces facteurs font partie des critères primordiaux dans le choix des machines
électriques dans l'automobile.

I.3.c-i Machine discoïde à double entrefer, à bobinage sur dents et aimants

enterrés

La structure [15] [16] (Fig. I.16) a été étudiée dans le cadre d'une thèse entre G2elab
et Leroy Somer. La particularité de cette machine réside dans ses deux rotors munis des
aimants enterrés, combinés à un bobinage sur dents pour l'excitation statorique. Cette
con�guration assure une concentration du �ux des aimants, ce qui permet d'avoir le maxi-
mum de �ux possible dans l'entrefer, un gain conséquent en place et une réduction des
pertes Joule grâce au bobinage sur dents.

L'utilisation de la poudre de fer s'impose naturellement pour ce type d' applications. On
peut en e�et réaliser facilement des circuits magnétiques sans privilégier une orientation
particulière pour le �ux. Avec la tôle conventionnelle, il faudrait de nombreuses pièces
di�érentes pour concevoir les dents et les pièces polaires. La poudre de fer est également
appropriée pour l'utilisation à hautes fréquences malgré des performances magnétiques
inférieures aux tôles.

Le prototype réalisé est une machine composée de 12 encoches, 8 pôles dans un diamètre
extérieur de 259 mm pour obtenir à la vitesse nominale (6500 tr/min) un couple de 70
N.m, soit une puissance de 47 kW. Ces résultats sont encourageants pour cette machine
innovante.
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(a) Structure de la machine dis-

coïde

(b) Schéma de principe

Figure I.16 � Machine discoïde à double entrefer [14]

I.3.c-ii Machine à �ux axial à double excitation (MFADE)

A l'instar de la machine radiale, l'excitation constante dans une machine axiale à ai-
mants permanents limite la vitesse maximale, ce qui restreint le domaine d'application de
ces machines. L'excitation hybride par l'ajout des bobines est ainsi introduite dans des
machines à �ux axial [5] [6].

(a) Structure de la machine (b) Schéma de principe

Figure I.17 � Machine à �ux axial à double excitation [6]

La machine (Fig. I.17) est constituée de deux rotors externes avec des aimants de
type NdFeB montés en surface et aimantés axialement. Les aimants dans le même rang
(extérieur/intérieur) présentent la même polarité. Il faut noter que les pôles sont formés
par l'aimant et la pièce magnétique consécutive. Le dispositif de réglage du �ux, une bobine
centrale alimentée en courant continu, est installé entre les deux stators (interne/externe).
En faisant varier le courant d'excitation, le �ux créé par la bobine renforce ou diminue le
�ux d'aimants dans l'entrefer avec le changement de la polarité des pôles conséquents (Fig.
I.18).
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Figure I.18 � Di�érents modes de fonctionnement de la MFADE : sans courant d'excita-
tion, courant positif, courant négatif (de gauche à droite) [5]

I.3.d Machine à réluctance variable à double saillance (MRVDS)

Le concept de la MRVDS est très simple (Fig. I.19.a). Le rotor ne possède aucune
source d'excitation, le stator seul est excité par des courants en créneaux ou sinusoïdaux.
On ne dispose dans ce cas que d'un couple purement réluctant (Eq. I.3). A�n d'augmenter
la di�érence Lq − Ld, le stator et le rotor doivent être réalisés avec des matériaux à haute
perméabilité.

C =
3

2
p (Lq − Ld) id iq (I.3)

Où, Ld est l'inductance dans l'axe d et Lq l'inductance dans l'axe q, id, iq : les courants
d'axes d et q.

Grâce à cette simplicité, les MRVDS présentent une robustesse et des performances
comparables à celles des autres moteurs sans balais, et sont considérées comme une solution
intéressante pour les véhicules.

(a) MRVDS de type 6/4 (b) Puissance et couple mesuré sous un bus continu 120 V

Figure I.19 � Prototype MRVDS réalisé au laboratoire SATIE

SATIE a prototypé une MRVDS de type 6/4 (4 pôles, 6 dents) pour répondre à un
cahier des charges d'un entraînement de véhicule urbain [52]. La machine, d'un diamètre



18 I. État de l'art

extérieur de 250 mm et d'une longueur active de 150 mm, est capable de fournir 110
N.m de l'arrêt à 2500 tr/min et une puissance maximale de 27 kW jusqu'à 10000 tr/min
(Fig. I.19.b). Un rendement supérieur à 93% à chaud est obtenu sur une large plage de
fonctionnement.

Cependant, cette structure présente plusieurs inconvénients. L'ondulation du couple est
très importante à haute vitesse, ce qui est un problème inhérent aux machines à réluctance
variable. Les pertes magnétiques sont importantes à cause d'un taux d'harmoniques élevé
avec un bobinage concentré au stator. De plus, le bruit magnétique ne donne pas un bilan
favorable concernant l'aspect acoustique.

I.3.e Machine à commutation de �ux (FSPM)

Les FSPM (Fig. I.20) conservent la simplicité du rotor de la machine à réluctance
variable à double saillance, ce qui permet une réalisation à moindre coût. Le stator est
composé des segments en U prennant en sandwich les aimants à aimantation orthoradiale
et alternée. Le fait d'installer des aimants au stator permet au rotor de tourner à très grande
vitesse. Le bobinage concentré permet d'augmenter le taux de remplissage d'encoche et de
réduire la longueur des têtes de bobines. Les aimants sont utilisés sur le principe de concen-
tration de �ux. L'utilisation des aimants ferrites se justi�e par des raisons économiques et
aussi par la section réduite des dents.

(a) FSPM 12/10 (b) Stator 12 dents, toutes

les dents bobinées

(c) Rotor 10 pôles

Figure I.20 � Machine à commutation de �ux [21]

Les inconvénients des machines à réluctance variable (le bruit acoustique, l'ondulation
du couple) subsistent dans cette structure. Par ailleurs, placés dans le stator, les aimants
sont soumis à un champ alternatif et peuvent être le siège des pertes supplémentaires.

I.4 Matériaux magnétiques dans les machines électriques

On ne s'intéresse ici qu'à deux groupes de matériaux ferromagnétiques que nous ren-
controns couramment dans les machines électriques : les matériaux doux et les matériaux
durs.
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I.4.a Matériaux doux

Les matériaux doux se distinguent des matériaux durs par un faible champ coercitif,
en général inférieur à 1000 A/m. Ce sont ceux qui sont situés au bas de la �gure I.21. Par
ailleurs, ils sont aussi caractérisés par une haute perméabilité, une induction à saturation
élevée et une faible surface du cycle d'hystérésis (faibles pertes). On les utilise pour canaliser
le �ux magnétique dans les machines tournantes.

Figure I.21 � Principales familles [38]

I.4.a-i Tôles magnétiques en FeSi

Les tôles FeSi constituent le matériau le plus utilisé dans le domaine du génie électrique
par leur bon rapport performance/coût. Par rapport à l'acier, l'ajout de Si permet :

� d'augmenter la dureté ;
� d'augmenter la résistivité électrique (ρFe = 10 µΩ · cm et ρFeSi3% = 45 µΩ · cm), ce
qui permet de diminuer donc les pertes magnétiques ;

Cependant, l'introduction de Si diminue l'induction à saturation à Js,FeSi3% = 2.03 T

(Js,Fe = 2.16 T ).

La gamme d'acier d'ArcelorMittal comporte un large spectre de nuances avec des pro-
priétés magnétiques spéci�ques [40] (Fig. I.22). Le choix de la tôle se fait en général en
s'appuyant sur le niveau de pertes et le niveau d'induction visés.

� Les tôles à faibles pertes (M235-35A, M250-35A . . .) sont spécialement adaptées pour
les machines à forte puissance ;

� Les tôles à haute perméabilité et conductivité thermique améliorée sont utiles pour
construire des petits moteurs et des machines à haut rendement. La perméabilité
est une caractéristique très intéressante dans le cas où l'encombrement et la masse
font partie des critères de choix. La bonne conductivité thermique est aussi impor-
tante pour des machines utilisées en traction électrique, par exemple : où la capacité
d'évacuation de la chaleur vers l'extérieur limite la puissance de la machine.

� La gamme haute fréquence est conçue pour les utilisations haute fréquence et les
applications MLI. Comparé aux signaux sinusoïdaux, les signaux MLI introduisent
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des pertes bien élevées à cause de la distorsion de la forme de l'induction [19]. On
utilise donc de préférence les tôles de faible épaisseur (0.2 mm) et à haute teneur en
silicium.

� Les tôles à haute limite d'élasticité sont adaptées pour les machines à grande vitesse.
La M470YS-50A dispose d'une limite d'élasticité de 500 MPa contre 350 MPa de
son homologue standard (M470-50A), ce qui o�re une meilleure résistance aux forces
centrifuges ou électromagnétiques.

Figure I.22 � Gamme moyennes et faibles pertes des nuances d'aciers d'Arcelor [40]

I.4.a-ii E�et du processus de fabrication

Les di�érents processus de fabrication tels que le découpage, le poinçonnage ainsi que le
montage (serrage, emmanchement) introduisent des contraintes mécaniques dans les aciers
électriques. Malheureusement, ces contraintes détériorent les propriétés magnétiques des
matériaux. Un traitement thermique est nécessaire pour relâcher les contraintes méca-
niques.

(a) Structure de grille poinçonnée (b) Grille bobinée

Figure I.23 � Structure de grille [33]

Pour évaluer l'e�et du poinçonnage, des études ont été réalisées dans les travaux anté-
rieurs [33] à l'aide d'une structure en grille spéci�que (Fig. I.23), poinçonnée par l'outil de
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(a) Evolution de la courbe B(H), mesures réalisées

sur la grille et sur un échantillon Epstein

(b) Rapport de pertes Pgrille/PEpstein, M330-35A,

largeur de dents de 3 mm

Figure I.24 � E�et du poinçonnage sur la nuance M330-35A [33]

découpe industriel, qui ne comporte que des encoches. La largeur de dents est de 3 mm,
proche de celle dans nos machines. D'après les mesures, l'e�et de poinçonnage est moins
important à haute induction car les parois ont disparu à l'approche de la limite de satura-
tion. Par ailleurs, le rapport de pertes magnétiques est stabilisé pour toutes inductions à
partir de 500 Hz. Ces observations ont été introduites dans un calcul éléments �nis de la
machine pour expliquer les écarts entre les pertes fer calculées et mesurées. Dans le stator,
les pertes supplémentaires introduites par l'e�et du poinçonnage ont été estimées à 15-30%
(Fig. I.24) [39].

I.4.a-iii Matériaux composites ou en poudre

Les SMC (Soft Magnetic Composite) sont des matériaux ferromagnétiques doux, obte-
nus par un mélange de �nes poudres de fer isolées ou non. Des particules de poudres de
haute pureté et compressibilité, associées à l'amélioration des techniques de compactage
permettent d'améliorer la densité des éléments et l'induction (Fig. I.25.a) qui dépend de
la densité. Les progrès réalisés dans le procédé de fabrication permettent désormais de
produire des matériaux SMC de haute qualité, qui attirent beaucoup d'attention dans le
domaine des machines électriques.

Les avantages principaux des SMC sont [26] [48] [69] :

� Ce matériau est isotrope aussi bien en termes de propriétés magnétiques que ther-
miques ; Ceci est intéressant pour des machines ayant une répartition du �ux 3-
dimensionnelle comme dans une machine à gri�es et souvent dans des machines
discoïdes ;

� Le procédé de moulage permet de réaliser facilement des formes complexes en 3
dimensions ;

� Les éléments réalisés en SMC présentent des surfaces de très bon état qu'il est im-
possible d'obtenir avec les tôles. Ceci peut réduire le risque de blessure de �ls par des
angles vifs d'encoches.

� Bien qu'ils aient des pertes statiques élevées, les SMC produisent moins de pertes par
courants induits. Par rapport aux matériaux traditionnels, ils sont plus appropriés



22 I. État de l'art

(a) Courbes B(H) [69] (b) Emplacement fréquentiel

Figure I.25 � SMC (soft magnetic composite)

pour fonctionner à haute fréquence (Fig. I.25.b) ;
� Ils sont facilement recyclables et peuvent à nouveau être compactés.
Cependant, les SMC présentent des inconvénients comme une perméabilité et une limite

d'élasticité médiocres. La perméabilité relative du SOMALOY 500 est de 500, largement
inférieure aux tôles. La limite d'élasticité, relativement basse à 100 MPa restreint les ap-
plications à grande vitesse.

I.4.b Aimants permanents

Les performances des aimants permanents sont ca-
ractérisées au deuxième quadrant du cycle, qui
correspond à la courbe de désaimantation, dont
les grandeurs principales sont (Fig. I.26) :
� Br : induction magnétique rémanente ;
� HcJ : champ coercitif de la polarisation magné-
tique qui correspond au champ indispensable
pour l'annuler ;

� HcB : champ coercitif de l'induction (champ dé-
magnétisant appliqué pour annuler l'induction
B) ;

� (BH)max : produit d'énergie volumique maxi-
male ; Figure I.26 � Cycle d'aimant per-

manent

La �gure I.27 et Tab. I.1 illustrent les performances magnétiques de di�érents types
d'aimants industriels [27] [43]. Les aimants NdFeB présentent les meilleures performances
magnétiques avec une induction rémanente (Br) élevée jusqu'à 1.3 Tesla et un produit
d'énergie maximale (BH)max important. La découverte des aimants de type NdFeB dans
les années 80 a permis le développement des machines électriques compactes.
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(a) Courbes de désaimantation de di�érents ai-

mants

(b) In�uence de la température

Figure I.27 � Performances de di�érents types d'aimants [43]

Famille Br (BH)max HcJ ∆Br/Br Tmax ρ

(T) (kJ/m3) (kA/m) (%/K) (oC) (µΩ · cm)

Alnico 1.1/1.3 35.8/43.8 64/103 -0.02 450/550 60

Ferrites 0.38/0.46 25.5/40.6 200/400 -0.18/-0.2 250 1012

SmCo 1-5 0.82/0.87 135.3/151.2 960/1600 -0.045/-0.05 250 53

SmCo 2-17 0.92/1.16 159.1/254.6 490/790 -0.030/-0.035 450/550 86

NdFeB 1.0/1.3 199.0/310.3 880/1990 -0.11/-0.13 80/180 130

Tableau I.1 � Caractéristiques des principales familles d'aimants à température ambiante
[43]

NdFeB a une température de Curie assez faible (310oC) et ses propriétés magnétiques
sont sensiblement variables en fonction de la température. Néanmoins, on trouve sur le
marché, dans les nouvelles gammes, des aimants ayant une température de fonctionnement
allant jusqu'à 200-220oC.

I.4.c Modélisation des matériaux doux

La puissance dissipée dans le circuit magnétique des machines fait l'objet de recherches
de longue date. Cependant, elle reste toujours di�cile à modéliser à cause de la complexité
des phénomènes mis en jeu qui associent non-linéarité, anisotropie et hystérésis. La di�culté
principale est la représentation des phénomènes microscopiques comme le mouvement des
parois et la rotation des moments du processus de magnétisation. Pour des raisons de
simplicité, il nous arrive encore souvent d'utiliser des coe�cients empiriques.

Le modèle LS (Loss Surface), qui sera présenté plus en détail dans le chapitre V, est
un modèle d'hystérésis dynamique scalaire. Ce modèle est fondé sur des caractérisations
expérimentales et prend en compte naturellement tous les phénomènes dynamiques. Il
s'appuie sur le terme dB/dt, comme dans la majorité des modèles proposés, et fournit un
lien entre l'induction moyenne dans la section de la tôle et le champ appliqué [22] [33].

Il existe des di�érents modèles d'hystérésis dans la littérature. Bien qu'ils ne soient pas
utilisés dans cette thèse, nous citons ici les modèles les plus rencontrés.
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I.4.c-i Modèle de Preisach

Le modèle d'hystérésis scalaire de Preisach [7] [46], avec ses extensions développées de-
puis, est l'un des modèles les plus utilisés dans le domaine. Ce modèle, illustré à la Fig. I.28,
suppose que le matériau magnétique est subdivisé en petites entités magnétiques indépen-
dantes. La courbe d'aimantation est obtenue par la superposition des cycles rectangulaires
dé�nis par un champ de basculement de a vers l'état +1 et b vers l'état -1, avec a ≥ b.

Figure I.28 � Principe du modèle Preisach

Le modèle de Preisach ne décrit à l'origine que l'hystérésis en quasi-statique. L'histoire
de l'hystérésis n'est déterminée que par des valeurs extrêmes de champ magnétique. Un
cycle mineur symétrique ou non est construit par les deux dernières valeurs de champ (H1,
H2) en mémoire. La conclusion d'un cycle mineur e�ace le couple (H1, H2). Dans le cas
où aucune valeur d'extrême n'est enregistrée, le cycle d'origine est suivi.

Un modèle de Preisach dynamique est décrit dans [51] par l'introduction de la dérivée
dB/dt. L'e�et dynamique est représenté par l'équation di�érentielle de dB/dt, dont l'ordre
est choisi selon la précision recherchée. G.Bertotti en a donné une interprétation physique
[10] [11] [12]. Le cycle élémentaire de Preisach devient déformable lors de la variation de
dB/dt. L'approche est valable pour des basses fréquences.

I.4.c-ii Modèle de Stoner-Wolhfarth

Le modèle de Stoner-Wolhfarth (S-W) décrit les courbes de magnétisation des maté-
riaux polycristallins constitués d'un ensemble de particules mono-domaine avec une ani-
sotropie uni-axiale. Ces particules sont considérées à une échelle inférieure à l'échelle de
formation de parois. Dans le cas d'une simple particule (Fig. I.29.a), les angles θ et η sont
respectivement l'angle entre le vecteur d'aimantation de la particule m et l'axe de facile ai-
mantation, l'angle entre le champ appliqué H et l'axe de facile aimantation. L'aimantation
est considérée d'amplitude constante et de direction variable. Cette dernière est détermi-
née par la minimisation d'énergie composée de deux termes : l'énergie magnétocristalline
et l'énergie magnétostatique. L'énergie E peut s'exprimer par :

E = Kusin
2θ − µ0mHcos(η − θ) (I.4)

Où, Ku est la constante d'anisotropie uni-axiale ; µ0 : la perméabilité du vide.
Pour atteindre le minimum d'énergie, le couple produit par le champ d'anisotropie

tend à réduire l'angle θ tandis que le champ appliqué tend à l'augmenter. L'hystérésis est
introduite dans ce modèle par la création de positions à énergie minimum due à l'énergie
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d'anisotropie. Les courbes d'aimantation pour di�érentes valeurs de l'angle η et les courbes
anhystérétiques correspondantes aux points à l'énergie globale minimum sont montrées à
la Fig. I.29.b.

(a) Diagramme d'une particule

S-W

(b) Cycles d'hystérésis pour di�érentes orientations de l'axe de facile ai-

mantation et courbes anhystérétiques pour la même particule

Figure I.29 � Principe du modèle S-W [7]

Le comportement du matériau peut être simulé par la somme des contributions de toutes
ces particules. Les contributions anisotropiques ou isotropiques sont dé�nies pour prendre
en compte la texture du matériau. L'aimantation produite par un champ magnétique H à
l'échantillon de volume V peut être déterminée par l'Eq. I.5, dont la fonction de distribution
pour exprimer l'orientation préférentielle d'un cristal peut être la fonction de Gauss (Eq.
I.6).

M =
1

V

∫ ϕ=2π

ϕ=0

∫ η=π

η=0
Ms cos(η − θ) ρ(η, ϕ) sin(η) dη dϕ (I.5)

ρ(η) =
1√
2πσ

exp(
−(η − η)2

2σ2
) (I.6)

Où, σ est la largeur e�ective de la distribution associée à l'angle moyen η entre la direction
du champ et la direction globale des axes de facile aimantation de l'échantillon.

Les améliorations principales apportées au modèle sont :

� l'introduction de l'e�et d'épinglage lié aux défauts dans le réseau cristallin ;
� l'introduction de l'interaction entre particules.

Au �nal, le modèle est déterminé par six paramètres dont trois sont mesurables et les
trois autres sont des paramètres d'ajustement.

I.4.c-iii Modèle de Jiles-Atherton

Le modèle de Jiles-Atherton (J-A) est développé pour décrire le processus dynamique
d'aimantation. Ce modèle est fondé sur la formulation macromagnétique qu'on peut trouver
dans la littérature [7] [46]. Le modèle est décrit par l'Eq. I.7 - Eq. I.11 pour l'aimantation
anhystérétique, l'aimantation irréversible, l'aimantation réversible et l'aimantation totale
respectivement.

M = Ms(coth
H + αM

a
− a

H + αM
) (I.7)
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dMirr

dH
=

Man(He)−Mirr

kδ − α(Man(He)−Mirr)
(I.8)

Où, δ est un paramètre directionnel et égale à +1 pour dH/dt>0 et -1 pour dH/dt<0.

Mrev = c (Man(He)−Mirr) (I.9)

M = Mirr +Mrev = (1− c)Mirr + c Man(He) (I.10)

dM

dH
= (1− c) Man(He)−Mirr

kδ − α(Man(He)−Mirr)
+ c

dMan(He)

dH
(I.11)

En résumé, le modèle est caractérisé par 5 paramètres physiques :
� l'aimantation spontanée à saturation du matériau Ms ;
� le coe�cient d'épinglage représentant la densité des sites d'épinglage et caractérisant
la largeur du cycle k ;

� le facteur de réversibilité caractérisant la composante réversible de l'aimantation c ;
� le couplage entre moments magnétiques α ;
� le paramètre caractérisant le comportement anhystérétique a.
La détermination de ces paramètres est expliquée dans [35].

I.4.c-iv Courants de Foucault dans les matériaux massifs

Il est actuellement reconnu que le rotor d'une machine à gri�es, réalisé en matériau
massif, est le siège des courants de Foucault, en particulier aux surfaces des gri�es. Mal-
heureusement, les pertes fer sont les plus di�ciles à maîtriser parmi toutes les pertes,
surtout, dans une géométrie aussi complexe. C'est la raison pour laquelle ces pertes n'ont
jamais été calculées précisément. Cependant, plusieurs auteurs ont apporté leurs contri-
butions à la compréhension du fonctionnement de ces machines et à l'amélioration de la
méthodologie de calcul des courants induits pendant ces dernières années.

Viviane Christine Silva a traité, dans ses travaux de thèse soutenue en 1992 [62], les
pertes par courants de Foucault dus aux fuites des têtes de bobines. Le problème a été
implémenté dans un logiciel d'éléments �nis en régime harmonique et linéaire. La formu-
lation T-φ, potentiel vecteur électrique et magnétique scalaire, avec une seule composante
T perpendiculaire au plan de la tôle, a été utilisée.

Georges Barakat [8] a utilisé, dans sa thèse, la méthode des impédances de surface pour
résoudre le problème des pertes super�cielles dans les pièces massives d'un rotor. Le rotor
a été supposé à l'arrêt et sa rotation a été prise en compte en augmentant la fréquence des
harmoniques.

Gerhard Henneberger a publié en 1997 [41], une étude de pertes dans des alternateurs à
gri�es, où il a confronté ses calculs éléments �nis aux mesures expérimentales. Les pertes fer
dans le rotor ont été déterminées par la méthode de séparation des pertes en soustrayant la
puissance utile et toutes les autres pertes de la puissance absorbée. Il a obtenu un rapport
de 1 : 2 pour les pertes fer dans le stator et le rotor.

Henneberger a publié en 2002 [36], les calculs de pertes fer dues aux courants induits
dans les gri�es massives. Les calculs ont été réalisés par la méthode des éléments �nis en
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prenant en compte le mouvement du rotor. La conductivité du matériau a été introduite
en valeur réduite car la vitesse et la conductivité élevées conduisent à la divergence de
l'algorithme. Une extrapolation est nécessaire a�n de retrouver les pertes correspondantes
aux vraies valeurs de conductivité et de vitesse.

Henneberger a publié à nouveau en 2004 [37], ses calculs de pertes fer dans le rotor
massif en régime transitoire. A�n de prendre en compte la rotation du rotor, la formulation
Galerkin pas à pas est utilisée avec un facteur de relaxation entre deux pas, combinée à
un maillage adaptatif. Avec cette méthode sophistiquée, il a réussi à estimer les pertes fer
dans le rotor d'une machine à gri�es.

I.5 Conclusion

Les technologies des véhicules hybrides et électriques sont diverses. Il existe de nom-
breuses solutions, qui contribuent à la réduction de CO2. Ces solutions introduisent di�é-
rents coûts de fabrication. Les performances de ces véhicules dépendent en particulier de
celles des machines électriques qu'ils embarquent. Il n'existe pas une machine universelle
pour toutes ces applications. La machine doit être adaptée en fonction du pro�l de mission,
de la puissance, de la plage de fonctionnement, de l'emplacement, de l'environnement, etc.

Les machines à aimants permanents enterrés ont une puissance massique élevée et un
très bon rendement à puissance nominale. L'inconvénient est le contrôle et le dé�uxage de
la machine dans une large plage de fonctionnement. D'ailleurs, le rendement à mi-puissance
et à faible puissance à vitesse élevée se dégrade car une partie du courant stator est utilisée
pour dé�uxer la machine. Elles peuvent même avoir une zone inaccessible à très grande
vitesse et à faible puissance. Selon la con�guration du véhicule et l'emplacement de la
machine électrique, la plage peut être étendue. Pour une machine intégrée par le système
à entraînement par courroie, à la place occupée par l'alternateur conventionnel, le rapport
entre la vitesse maximale et la vitesse de base (Vmax/Vb) est proche de 10. Pour une machine
à aimants, la complexité du contrôle et de la sécurité (F.e.m. élevée à haute vitesse) peut
conduire à un coût de l'électronique élevé.

Les machines à réluctance variable semblent aussi performantes que les autres machines
brushless. La MRV à double saillance est robuste et béné�cie en plus de la simplicité du
rotor. Elle nécessite toutefois une commande spéci�que pour la contrôler. Une améliora-
tion est également à apporter pour satisfaire les exigences acoustiques dans le domaine
d'automobile.

Les structures innovantes discoïdes ont un très bon couple massique et sont très inté-
ressantes en termes d'inertie. Elles sont encore peu exploitées en industrie. L'utilisation de
poudres de fer peut être une solution pour répondre aux besoins techniques (répartition
tridimensionnelle de �ux) et économiques (mise en oeuvre, fabrication en grande série et
recyclage). Par contre, les tôles FeSi constituent un choix pertinent pour des machines,
dont le chemin de �ux principal est bidimensionnel, en termes d'induction et de pertes. De
plus, les progrès réalisés dans le process de la métallurgie permettent une meilleure maîtrise
de la qualité des matériaux produits.

Le développement a ainsi eu lieu dans la modélisation de ces matériaux a�n de mieux
les comprendre et les utiliser, ce qui a fait l'objet de la dernière partie de ce chapitre.
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La machine à double excitation combine les avantages de la machine à aimants per-
manents et de la machine à rotor bobiné. Elle présente un meilleur couple massique par
rapport à une machine à rotor bobiné simple. De plus, elle béné�cie d'un degré de liberté
supplémentaire non seulement dans le dimensionnement mais aussi pour le contrôle de la
machine. Ce contrôle est facilité via le réglage du �ux par le courant d'excitation. Néan-
moins, la structure de la machine s'est rendue plus complexe par la présence du bobinage
d'excitation et du système bagues/balais lorsque ce bobinage se situe au rotor. Ce type de
machines, jugé intéressant pour la nouvelle application automobile, fera l'objet principal
de ce mémoire.
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Résumé

Dans un contexte automobile visant à concilier écologie et autonomie, les véhicules

hybride et électrique sont une solution d'avenir. Les performances de ces véhicules

dépendent du rendement de la machine électrique qu'ils embarquent. Le rendement

de la machine à gri�es nous semble insu�sant pour cette application. Il est plus que

jamais nécessaire de développer de nouvelles technologies en rupture pour répondre aux

exigences d'amélioration du rendement.

La machine à double excitation présentée dans ce mémoire, l'homologue de la machine

à gri�es, semble prometteuse surtout dans le cadre de l'hybridation.
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II.1 Introduction

Dans une machine à double excitation, le �ux est produit par deux types de sources :
une excitation par des aimants permanents et une autre par des bobines. Lorsqu'elles sont
bien dimensionnées, les machines à double excitation conjuguent les avantages des machines
à aimants permanents et ceux des machines à rotor bobiné en termes de puissance massique
et facilité du contrôle [4].

Une étude est menée dans ce chapitre sur une nouvelle structure de machine à double
excitation. Les di�érents modèles seront présentés. Une méthodologie de dimensionnement
et d'optimisation vis-à-vis d'un cahier des charges automobile sera ensuite décrite.

II.2 Présentation de la machine à double excitation

La machine à gri�es est aujourd'hui la machine la plus utilisée dans l'automobile grâce
à sa fabrication simple et son faible coût. Pour les générations récentes, des aimants per-
manents sont insérés entre les gri�es. Il s'agit en e�et d'une machine à double excitation.
Ce type de machine, ayant des performances améliorées, est actuellement utilisé en tant
qu'alterno-démarreur séparé dans les véhicules.

Dans les véhicules hybride et électrique, la machine électrique joue un rôle plus im-
portant en termes de puissance. Le rendement d'une machine à gri�es n'est pas su�sant
pour cette nouvelle application. Le rotor d'une machine à gri�es, étant en acier massif,
est le siège des courants de Foucault. Les pertes fer, produites par ces courants, di�ciles à
estimer actuellement, sont responsables du sur-échau�ement de la machine. A�n de réduire
les pertes fer, la nouvelle structure proposée est composée d'un stator et d'un rotor en tôles
feuilletées.

(a) Structure de la machine (b) Flux à vide en fonction du courant d'excitation

Figure II.1 � Machine à double excitation

La structure de la nouvelle machine est illustrée à la �gure II.1.a. Les aimants perma-
nents dans la région inter-polaire sont orientés orthoradialement. Les bobines d'excitation
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sont alimentées de façon à ce que le �ux produit s'oppose au �ux produit par les aimants
dans le noyau des pôles respectifs. Le comportement de cette machine est donc proche
de celui de la machine à gri�es. La présence du bobinage au rotor nécessite des contacts
tournants. On se limite dans la gamme du système bagues/balais des machines à gri�es
dont la technique est bien maîtrisée chez Valeo.

Comme toutes les machines à double excitation, cette machine produit une puissance
pouvant varier entre trois niveaux possibles :

� une puissance de base, produite par les aimants permanents seuls ;
� une puissance maximale, produite par les aimants et les bobines ;
� une puissance nulle ou quasi-nulle en cas de dé�uxage complet en inversant le sens
du courant d'excitation.

Le comportement d'une machine à double excitation est caractérisé par la quantité d'ai-
mants au rotor, ce qui détermine le �ux résiduel à courant d'excitation nul (Fig. II.1.b).
Le choix de la taille des aimants est important pour une bonne utilisation de cette ma-
chine, qui doit être fait selon l'environnement auquel la machine est destinée. Souvent, la
machine est dimensionnée pour fournir la puissance demandée, au point de fonctionnement
le plus sollicité, sans courant ou avec un faible courant dans les bobines d'excitation, a�n
d'optimiser le rendement.

En réalité, un alterno-démarreur doit assister le moteur thermique lors de la fonction
"Stop & Start", et également dans les phases critiques de ce dernier. La machine fonctionne
principalement en alternateur à faibles puissances à grande vitesse car un fort débit n'est
pas désiré lorsqu'on roule sur l'autoroute. La con�guration proposée (Fig. II.1.a) est adaptée
car en annulant le courant d'excitation, le �ux créé par les aimants est pratiquement court-
circuité par le rotor (Fig. II.2.a). La Fig. II.2.b montre un exemple, où la f.e.m. devient
très faible en annulant le courant dans les bobines. Elle peut être entièrement annulée en
injectant un faible courant en sens inverse par l'intermédiaire d'un pont en H par exemple.

(a) Equi-�ux à l'excitation nulle (b) F.e.m. en fonction du courant d'excitation

Figure II.2 � Capacité de dé�uxage

Un autre critère, qui intervient dans le choix de la machine, est le coût de fabrication.
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La concurrence dans le secteur automobile est très sévère ; c'est par conséquent un domaine
en développement permanent. Les constructeurs et équipementiers automobile travaillent
à réduire le coût. La structure de cette machine reste relativement simple comparée à
certaines machines à double excitation existant dans la littérature [49]. On peut considérer
que l'industrialisation de cette machine est envisageable.

En résumé, les avantages principaux de cette machine à double excitation, appelée
MSDE dans les prochaines sections, sont :

� amélioration de la capacité de dé�uxage à travers le contrôle total de �ux ;
� une zone de fonctionnement à puissance constante plus large ;
� faibles pertes en charge partielle grâce à la décroissance du courant d'excitation ;
� amélioration du rendement de la chaîne de traction car la machine peut être di-
mensionnée de telle manière que son meilleur rendement coïncide avec la zone de
fonctionnement la plus sollicitée.

II.3 Modélisation

La machine électrique représente un domaine complexe, qui réunit les aspects ma-
gnétique, électrique, le phénomène thermique et en plus des contraintes mécaniques. On
cherche à travers la modélisation à exprimer les grandeurs électromécaniques qui nous in-
téressent par des paramètres géométriques plus ou moins in�uents. En général, les modèles
peuvent être classés en trois catégories (Fig. II.3) :

Figure II.3 � Emplacement de di�érents modèles

� les modèles analytiques, basés sur certaines hypothèses simpli�catrices, sont très
avantageux en temps de calcul mais la mise au point de ces modèles est souvent
longue.

� les modèles numériques, basés sur la méthode des éléments �nis, permettent de
prendre en compte la géométrie exacte de la structure et de résoudre localement
des lois physiques ; Ces modèles sont bien précis mais coûteux en temps de calcul.
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� les modèles semi-numériques, conjuguent la rapidité de la méthode analytique et la
précision de la méthode des éléments �nis par la prise en compte d'une bonne partie
des phénomènes physiques locaux.

On présente dans ce qui suit les di�érents modèles que nous avons utilisés. Dans cette
étude, nous avons adopté deux modèles magnétiques semi-numériques : modèle par réseaux
de réluctances et modèle par cartographies. Le logiciel Reluctool, développé au G2elab, est
utilisé pour résoudre les circuits de réluctances. Et la méthode de cartographies de �ux est
entièrement développée sous Matlab. Deux modèles de pertes fer seront ensuite comparés
en termes de temps de calcul et de l'intégration dans le dimensionnement de la machine.

La méthode des éléments �nis pure, avec le logiciel Flux, est utilisée pour la validation
�nale et la compréhension des phénomènes locaux.

II.3.a Modèle magnétique

II.3.a-i Modèle par réseaux de réluctances

Grâce à son analogie avec les circuits électriques résistifs, les circuits magnétiques
peuvent être représentés par un schéma électrique équivalent (Fig. II.4). L'analyse par
réseaux de réluctances consiste à décomposer un circuit magnétique en sous-éléments (ré-
luctances ou sources de potentiel). La résolution de ce circuit, comme un circuit électrique,
en utilisant les lois de Kirchho� donne les �ux dans toutes les branches du circuit. Toutes
les gradeurs électromagnétiques sont calculées à partir des valeurs de �ux.

(a) Réseau d'axe d (b) Réseau d'axe q

Figure II.4 � Représentation des réseaux de réluctances

Cette méthode, économique en temps de calcul, peut être très e�cace pour le pré-
dimensionnement de la machine. Cependant, la mise au point du modèle est souvent longue
et fastidieuse. La résolution des réseaux de réluctances n'est pas évidente lorsqu'il s'agit
d'une géométrie complexe. Pour s'a�ranchir de ces di�cultés, on a adopté un outil de
modélisation, Reluctool (Fig. II.5) développé par le laboratoire G2elab [29] [31]. Cet outil,
dédié à l'analyse par réseaux de réluctances, permet la prise en compte de la courbe B(H),
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la mise en équation automatique et la génération des dérivées. En utilisant des équations
symboliques, le modèle établi permet de réaliser des calculs rapides. Il peut être facilement
couplé avec un algorithme d'optimisation déterministe.

Figure II.5 � Génération du modèle de dimensionnement

A ce jour, on n'e�ectue que des calculs statiques dans l'environnement Reluctool. Il est
toutefois possible de prendre en compte la rotation du rotor en introduisant la périodicité,
les conditions aux limites, et la commutation de �ux au niveau de l'entrefer dans une
prochaine étude [57] [65].

Le fait que le modèle obtenu par Reluctool soit facilement importable dans un optimi-
seur permet de réduire de façon drastique le temps de calcul lors d'une optimisation. On
a donc adopté la modélisation statique, où la machine est représentée par deux réseaux de
réluctances, dont l'un est dans l'axe direct et l'autre dans l'axe quadrature.

1. Calcul des réluctances

Le point critique de la modélisation repose sur la distribution de l'induction dans l'en-
trefer. Ici on obtient sa valeur crête avec laquelle on déduit l'état magnétique de di�érentes
parties de la machine. La réluctance de l'entrefer est largement supérieure aux autres com-
posants dans le circuit en régime linéaire, où elle régule le �ux résultant et où elle in�uence
la précision du modèle. On utilise souvent le coe�cient de Carter pour prendre en compte
la variation de perméance liée à l'encochage et travaille par la suite avec un entrefer lisse.
On obtient la valeur corrigée de la réluctance d'entrefer (lgc = Kc lg) [2] [13] :

Kc =
td

td − t2e
te+5 lg

(II.1)

Où, td est le pas dentaire, te l'ouverture d'encoche et lg : la largeur d'entrefer.

Le matériau ferromagnétique comme le fer canalise bien le �ux en régime non saturé.
Dès l'apparition de la saturation, la perméabilité relative est décroissante et sa réluctance,
n'étant plus négligeable par rapport à celle de l'entrefer, devient plus di�cile à estimer.
Pour pouvoir attribuer à chaque sous-composant, issu de la discrétisation, sa propre per-
méabilité relative en fonction de son état magnétique, la relation (Eq. II.2) est introduite
dans l'outil Reluctool [31], avec laquelle on est en mesure de transformer le problème en une
série d'équations implicites non linéaires qui tiennent compte de la saturation du circuit
magnétique par l'Eq. II.3 (Fig. II.6.a).
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R(Φ) =
L

Φ
H(

Φ

S
) (II.2)

Où, L : longueur du tube de �ux ; S : section du tube de �ux ; Φ : �ux traversant le tube.

H(B) =
(µr − 2a+ 1)B − µrJs − Js(2a− µr)

√
( (µr−1)B
Js(2a−µr))2 − 4a(a−µr)

(2a−µr)2

2µ0(µr − a)
(II.3)

Où, µ0 : la perméabilité magnétique du vide ; µr : la perméabilité relative propre au maté-
riau ; Js : la polarisation magnétique à saturation ; a : un coe�cient permettant le réglage
du coude.

(a) Forme de la B(H) (b) Tube de �ux

Figure II.6 � Modélisation d'un sous-composant saturable [31]

Avec cette approche, la réluctance d'un composant ferromagnétique est caractérisée par
la longueur et la section du tube de �ux associé (Fig. II.6.b). Par exemple, la réluctance
de la culasse (Rcus) peut être exprimée par :

Rcus(Φcus) =
Lcus
Φcus

H(
Φcus

Scus
) (II.4)

Lcus =
π(res + rfdenc)

2 p
(II.5)

Scus = (res − rfdenc) lzs (II.6)

Avec, res rayon extérieur du stator, rfdenc rayon du fond d'encoche, lzs longueur active du
stator, p nombre de paires de pôles.

Le calcul des inductances de fuites est très important si l'on veut étendre le domaine de
validité du modèle en régime saturé. Cependant, les fuites ne sont pas faciles à modéliser à
cause d'une mauvaise maîtrise du chemin de �ux dans l'air. Dans le cas d'un stator, elles
sont couramment modélisées par des inductances constantes et décomposées en inductance
de fuites d'encoche (`enc), inductance de fuites zig-zag (`zz) et inductance de fuites des
têtes de bobines (`tb) qui dépendent de la forme d'encoche, la forme des têtes de bobines,
la technique de bobinage, etc. Ces fuites, qui peuvent présenter jusqu'à 10%-15% du �ux
total, peuvent être estimées par des formules analytiques [32]. Ces valeurs peuvent être
également obtenues par des calculs éléments �nis spéci�ques. On peut se limiter dans un
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premier temps aux fuites statoriques dans une machine 2D comme celle étudiée ici. Le
modèle est toutefois évolutif tout au long de cette étude.

La force magnétomotrice est modélisée par deux sources d'ampères-tours équivalentes
dans les axes d et q. Pour un bobinage à une encoche par pôle et par phase, l'amplitude
du fondamental de la F.M.M. d'une phase est :

AFMM =
2

π
Nc Is (II.7)

Avec, Is la valeur crête du courant, Nc le nombre de conducteurs en série dans une encoche.
Pour une machine à 6 paires de pôles et deux encoches par pôle et par phase, les

conducteurs d'une phase sont répartis dans deux encoches consécutives décalées de 30
degrés électriques. La F.M.M. résultante d'une phase devient 2 AFMM cos(π/12) et la
F.M.M. totale des phases a pour expression :

AtFMM =
6

π
Nc Is cos(

π

12
) (II.8)

Figure II.7 � Réseaux de réluctances dans les axes d et q pour la MSDE

Ces réseaux de réluctances (Fig. II.7), qui prennent en compte la propriété non linéaire
du matériau magnétique, forment un système implicite. On peut le résoudre par des al-
gorithmes d'optimisation déterministes en annulant ces équations implicites (Eq. II.9) lors
d'une optimisation.

(fi (φi . . . φn) = 0)i=1... n (II.9)

Où, φi . . . φn : �ux dans chaque branche du réseau.
Cette approche est relativement lourde lorsqu'il s'agit d'une optimisation d'un système

complexe car le système n'est pas résolu avant l'optimisation. Les N équations implicites
du système s'ajoutent aux équations de contraintes de cette optimisation. La deuxième
approche améliorée consiste à intégrer dans le modèle, l'algorithme de minimisation de
norme de ce système implicite par la méthode de Newton-Raphson. Le modèle du système
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est résolu indépendamment de l'optimisation du système. Ces approches sont expliquées
dans [30]. De plus, le fait de fournir les dérivées (jacobien) peut rendre l'optimisation plus
e�cace par la suite.

2. Validation du circuit magnétique

La validation est e�ectuée d'abord sur la f.e.m. à vide, l'inductance en axe direct (Ld)
et en axe quadrature (Lq). Avec les calculs éléments �nis, on peut constater que les lignes
de �ux de fuites se situent essentiellement dans l'encoche et aux pieds des dents (Fig.
II.8). Pour calculer Ld et Lq, les bobines rotoriques ne sont pas alimentées et les aimants
sont remplacés par l'air. La comparaison (Fig. II.9) entre les inductances calculées par
le modèle de réluctances et celles estimées par la méthode des éléments �nis montre une
bonne cohérence.

(a) A vide (b) Calcul Ld (c) Calcul Lq

Figure II.8 � Validation par la méthode des éléments �nis Flux

Figure II.9 � Validation du modèle de réseaux de réluctances par la méthode des éléments
�nis (F.e.m. à vide en fonction du courant If , Ld et Lq en fonction du courant Is)
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Le couple électromagnétique est évalué par la méthode des réseaux de réluctances (Fig.
II.10) à partir de l'Eq. II.10, ainsi que par la méthode des éléments �nis.

Cem =
3

2
p (Ψd iq −Ψq id) (II.10)

Avec, Ψd et Ψq : �ux total d'axes d et q calculés à partir du �ux d'entrefer, id et iq :
courants d'axes d et q.

(a) En fonction du courant d'excitation pour Is =

40 A et ϕ = 0o
(b) En fonction de l'angle d'autopilotage pour If =

6 A et Is = 40 A

Figure II.10 � Evolution du couple

Le modèle est relativement précis sur une large zone de fonctionnement. Toutefois, il
semble moins performant en faisant varier l'angle d'autopilotage. Ceci est dû, d'une part,
à la séparation des réseaux d'axes d et q, et donc à la non prise en compte de la saturation
croisée (ce qui se passe dans un axe n'est pas sans conséquence sur l'autre). D'autre part,
pour ce type de machine avec un entrefer variable, l'angle du couple optimal (l'addition
d'un couple synchrone et d'un couple réluctant) varie en fonction du courant d'excitation,
ce qui n'est pas évident à inclure dans un modèle de réseaux de réluctances. On reviendra
sur ce phénomène dans la prochaine section.

II.3.a-ii Modèle par cartographies de �ux

Cette méthode [20] est fondée sur la transformation de Park, où on ne conserve que le
fondamental de f.m.m. dans l'entrefer et où on néglige, dans un premier temps, les pertes
fer. Ces pertes seront traitées par des modèles a posteriori. Pour ce faire, nous avons besoin
de connaître les valeurs de �ux dans chaque axe, en fonction des courants qui leur donnent
naissance. Ces calculs sont réalisés par la méthode des éléments �nis, où la géométrie exacte
de la machine est décrite en considérant la présence des aimants inter-polaires et des bobines
d'excitation. L'avantage de cette méthode est qu'en passant par la transformation de Park,
un seul calcul éléments �nis en régime statique su�t pour chaque triplet de (id, iq, if ).
De plus, les calculs éléments �nis et le traitement des données peuvent être entièrement
automatisés sous Matlab.
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1
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2


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Ψb

Ψc

 (II.11)

Figure II.11 � Modèle par cartographies de �ux [20]

(a) Flux d'axe d en fonction des courants id, iq

(b) Flux d'axe q en fonction des courants id, iq

Figure II.12 � Cartographies de �ux dans deux axes pour If = 8.9 A
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La transformation de Park utilisée est présentée dans l'Eq. II.11. Cette relation est
aussi valable pour le courant et la tension. Le principe de ce modèle est illustré à la Fig.
II.11. Connaissant la position du rotor, la transformation inverse de Park nous donne (ia,
ib, ic) à imposer dans les enroulements statoriques pour chaque combinaison de (id, iq). On
obtient le �ux dans chaque phase en fonction de (id, iq, if ) grâce aux simulations éléments
�nis. La transformation de Park permet de les ramener dans le repère d-q.

(a) Flux d'axe d

(b) Flux d'axe q

Figure II.13 � Cartographies de �ux dans deux axes en fonction de (id, iq) pour di�érents
courants d'excitation

Un exemple de surfaces de �ux dans les axes d et q en fonction des courants est présenté
à la Fig. II.12. Avec un courant d'excitation de 8.9 A, une légère saturation est constatée
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(a) if = 0 A

(b) if = 9.5 A

Figure II.14 � Couple électromagnétique en fonction du courant statorique et de l'angle
d'autopilotage pour deux valeurs du courant d'excitation

dans l'axe d en fonctionnement à vide (id, iq = 0). En injectant un courant négatif dans l'axe
d, la création d'une réaction d'induit démagnétisante réduit le �ux et la saturation dans ce
même axe. L'e�et de la saturation croisée est observé dans les deux axes, c'est-à-dire, ce qui
se passe dans un axe n'est pas sans conséquence sur l'autre. Par exemple, le courant d'axe
q fait changer le �ux d'axe d pour des courants id et if donnés. Ce phénomène est moins
important dans l'axe q, cependant on voit toujours une légère variation de �ux dans l'axe q,
pour un courant iq donné, lorsqu'on fait varier le courant id. L'avantage de cette méthode
est aussi le non-découplage des axes d et q, ce qui permet de prendre en considération
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naturellement la saturation croisée. La saturation du matériau ferromagnétique même est
prise en compte par l'introduction de la courbe B(H).

Nous ne prenons que le sens positif du courant d'excitation dans cette application,
néanmoins le changement de sens est envisageable avec un hacheur en H. Pour ces surfaces
(Fig. II.12), id est supposé toujours négatif et les courbes sont symétriques pour les valeurs
négatives de iq :

Ψd(id, iq, if ) = Ψd(id,−iq, if ) ∀id < 0, iq ∈ < et if > 0 (II.12)

Ψq(id, iq, if ) = −Ψq(id,−iq, if ) ∀id < 0, iq ∈ < et if > 0 (II.13)

Concrètement, le modèle par cartographies de �ux est constitué d'un ensemble de sur-
faces de �ux bien dé�ni comme à la �gure II.13. A partir de ces courbes, une simple
interpolation en 3 dimensions permet de retrouver les valeurs de �ux correspondantes à
une combinaison quelconque des courants. Le couple électromagnétique peut être exprimé
par l'Eq. II.14.

Cem =
3

2
p (Ψd(id, iq, if ) iq −Ψq(id, iq, if ) id) (II.14)

A partir de cette équation, on peut tracer les courbes du couple électromagnétique en
fonction des courants et de l'angle d'autopilotage (Fig. II.14). L'angle d'autopilotage est
dé�ni comme l'angle entre le courant Is et l'axe q. Pour cette MSDE, comme toutes les
autres machines à double excitation, le couple électromagnétique est la somme d'un couple
de réluctance et d'un couple synchrone, et ce dernier augmente avec le courant d'excitation
quand la machine n'est pas complètement saturée. A excitation nulle ou à faible excitation,
on a observé un e�et de saillance. L'angle du couple optimal, qui correspond au couple
maximal par ampère (Is), se trouve vers 45 degrés électriques. Cet angle est ramené, par
l'addition d'un couple synchrone et d'un couple réluctant, vers 15-20 degrés électriques
(Fig. II.14.b) avec un courant d'excitation plus élevé. Ce phénomène peut être facilement
observé par des calculs éléments �nis, cependant son intégration dans un modèle analytique
n'est pas évidente.

II.3.b Choix du modèle de pertes fer

Les pertes fer sont un type de pertes qu'on maîtrise le moins dans la machine élec-
trique, pourtant elles ont une in�uence non négligeable sur le rendement. Les modèles
analytiques, fondés sur certaines hypothèses simpli�catrices, sont relativement faciles à
mettre en oeuvre mais ils ne sont en général pas su�samment précis. Les modèles d'hysté-
résis dynamiques, ayant une meilleure précision, qui prennent en compte les phénomènes
physiques locaux, nécessitent un temps de calcul assez conséquent. On cherche un modèle
assez précis, raisonnable en temps de calcul et qui peut être facilement intégré dans la
procédure d'optimisation. On cherche également à comprendre ce phénomène de pertes à
l'aide de la modélisation.

II.3.b-i Modèle de Bertotti

Le modèle de pertes fer le plus utilisé actuellement dans le dimensionnement de la
machine est le modèle de Bertotti grâce à sa simplicité et à sa rapidité de calcul. Le
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premier modèle proposé en 1988, donne des très bons résultats pour une excitation en
induction sinusoïdale (Eq. II.15). Bertotti a décomposé les pertes totales en pertes d'hysté-
résis statiques, pertes par courants induits et pertes par excès et attribué une interprétation
physique à chaque partie (Fig. II.15).

Figure II.15 � Décomposition des pertes totales par cycle

Pfer = KhfB
α
M +Kcf (fBM )2 +Ke(fBM )3/2 (II.15)

Où, Kh, Kcf et Ke sont des coe�cients propres au matériau.

Kcf =
π2d2

6ρmv
(II.16)

Avec, d : l'épaisseur de la tôle, ρ : la résistivité et mv : masse volumique.
Ce modèle a comme défaut de ne considérer que l'induction sinusoïdale. Or c'est ra-

rement le cas dans les machines électriques. Pour s'a�ranchir de ce défaut, le modèle de
Bertotti amélioré, prenant en compte la forme de l'induction, est décrit par :

Pfer = KhfB
α
M +

d2

12ρ

1

T

∫ T

0
(
dB

dt
)2dt+Ke

1

T

∫ T

0
(
dB

dt
)3/2dt (II.17)

Le coe�cient Kh est identi�é par un cycle d'hystérésis statique de basse fréquence et
d'induction maximale BM . Le coe�cient Kcf peut être obtenu à partir des paramètres
physiques tels que la résistivité, la densité et l'épaisseur des tôles. La détermination de
Ke, les pertes par excès, nécessite des caractérisations spéci�ques pour des fréquences et
inductions souhaitées. D'ailleurs, on peut constater que l'identi�cation des paramètres et
l'utilisation du modèle nécessitent la connaissance a priori sur l'induction dans la machine.

II.3.b-ii Modèle Loss Surface (LS)

Le modèle LS, détaillé dans le chapitre V, est un modèle d'hystérésis dynamique scalaire,
fondé sur le terme dB/dt et la fréquence d'excitation. Ce modèle, représenté sous forme de
surface Hdyn (Fig. II.16), fournit un lien entre le champ et (B, dB/dt).

La construction du modèle pour un matériau considéré nécessite des essais spéci�ques.
On insiste sur l'importance de cette caractérisation en vue de la création du modèle qui
permet aussi de connaître les propriétés exactes du matériau. Une fois le modèle est iden-
ti�é, les pertes fer peuvent être facilement estimées à partir de la forme de l'induction
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Figure II.16 � Surface H0,dyn(B, dB/dt) mesurée à 1.75 Tesla, nuance M330-35A [33]

B(t). Les utilisateurs n'ont pas besoin de se procurer les caractéristiques complètes du ma-
tériau : les courbes B(H) pour di�érentes fréquences d'excitation, les pertes magnétiques
sous di�érentes excitations en induction sinusoïdale et sous di�érentes fréquences.

II.3.b-iii Comparaison et bilan des modèles de pertes fer

Une comparaison est e�ectuée entre les deux modèles couplés aux calculs éléments �nis
transitoires en deux points de fonctionnement représentatifs de la MSDE :

� point au démarrage : 50 N.m, 2000 tr/min, qui est un point de fonctionnement à basse
fréquence, mais à forte induction car les forts courants sont injectés pour produire le
couple.

� point de dé�uxage à vitesse maximale : 8 kW, 16000 tr/min ; Ceci est un point de
fonctionnement à haute fréquence et riche en harmoniques à cause du dé�uxage.

On obtient des résultats assez proches (Tab. II.1), pour les deux vitesses, sur les pertes
fer au stator. Par contre, les écarts sur les pertes fer rotoriques sont importants. Dans cette
con�guration, avec un rotor feuilleté et un bobinage réparti à 2 encoches par pôle et phase,
les pertes fer au rotor doivent être relativement faibles. On suppose que la surestimation de
pertes au rotor par le modèle analytique est due à la non prise en compte de la composante
continue de l'induction.

Modèle Bertotti Modèle LS

Vitesse (tr/min) 2000 16000 2000 16000

Pertes fer (W)
Stator 91 876 63 720

Rotor 30 278 6 66

Tableau II.1 � Comparaison entre les pertes fer calculées par le modèle LS et le modèle
de Bertotti en deux points de fonctionnement
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Dans l'optimisation de la MSDE, la méthode des éléments �nis pure comme présentée
ci-dessus n'est pas adéquate à cause du temps de calcul. Les modèles peuvent être utilisés,
d'une manière plus simple mais e�cace, sous forme de cartographies de pertes en fonction
des courants id, iq, if et de la vitesse de rotation, dont un exemple est donné à la �gure II.17.
Les deux modèles présentent des résultats semblables avec un temps de calcul comparable.
Cette méthode simpli�ée, qui réduit davantage le temps de simulation, sera décrite plus en
détail dans le dernier chapitre.

(a) Modèle LS (b) Modèle Bertotti

Figure II.17 � Pertes fer statoriques en fonction des courants (id, iq) avec if = 6.4 A et
@ 8000 tr/min

II.3.c Modèle électrique

Les tensions statoriques phase-neutre sont issues de la loi d'Ohm avec les résistances
de pertes Joule et fer à l'aide de la transformation de Park (Fig. II.18). Les expressions de
tensions dans les axes d et q sont :

vd = R(Tcu)id − ωeψq(id, iq, if ) (II.18)

vq = R(Tcu)iq + ωeψd(id, iq, if ) (II.19)

Où, R(Tcu) prend en compte l'in�uence de la température cuivre Tcu ; ωe est la pulsation
électrique ; les �ux des axes d et q sont issus du modèle magnétique en tenant compte de
la saturation du matériau.

La résistance d'une phase statorique est calculée à partir de l'Eq. II.20.

R(Tcu) = ρ(Tcu) · 2p ·Nbenc pol ph ·Nbsp enc · lcus pol /(Nb// Sfil) (II.20)

Où, p est le nombre de paires de pôles ; Nbenc pol ph le nombre d'encoches par pôle et par
phase ; Nbsp enc le nombre de spires par encoche ; lcus pol la longueur du cuivre par pôle ;
Nb// le nombre de �ls en parallèle ; Sfil la section du �l.
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Figure II.18 � Schéma électrique équivalent de l'axe d et de l'axe q

lcus pol = lzs + 2 ltetb + π/p (rsi + hds/2) (II.21)

Où, lzs est la longueur du paquet du stator ; ltetb : la longueur des têtes de bobines ; rsi :
le rayon intérieur du stator ; hds : la hauteur des dents.

La puissance utile (Fig. II.19) est calculée en retranchant les pertes fer et les pertes
mécaniques (les pertes aérauliques) de la puissance électromagnétique calculée auparavant.

Figure II.19 � Bilan de puissance

Autrement dit, le couple mécanique sur l'arbre (Cutil) peut être calculé en retranchant
le couple de pertes fer et le couple de pertes mécaniques (aérauliques) du couple électro-
magnétique.

Cutil = Cem −
Pfer

Ω
− Pm

Ω
(II.22)

Où, Pm : pertes mécaniques et Ω est la vitesse de rotation ; Pfer : pertes fer ; Cem : couple
électromagnétique.

Le Tab. II.2 montre une comparaison entre les estimations issues du modèle de carto-
graphies de �ux, du modèle électrique et les résultats de simulation par éléments �nis en 4
points de fonctionnement représentatifs de toute la plage couple-vitesse. On constate que
ces modèles sont très satisfaisants en termes de précision.

II.3.d Pertes et rendement

La machine électrique fonctionnant en mode moteur transforme la puissance électrique
du bus continu, par l'intermédiaire d'un onduleur, en puissance mécanique. La di�érence
entre ces deux puissances est expliquée par les pertes dissipées lors de la transformation.
La puissance d'excitation Pex est prélevée sur la puissance électrique d'entrée. Dans ce cas,
le rendement de la machine est calculé par :
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Cas 1 Cas 2 Cas 3 Cas 4

Modèle Flux Modèle Flux Modèle Flux Modèle Flux

Courant id (A) 0 -35 -35 -25

Courant iq (A) 35 0 35 43

Couple (N.m) 22 21 0 0 17.1 17.4 22.6 23.2

Tension

ph-n (V) 165 167 21 20 126 125 144 144

Tableau II.2 � Comparaison entre les calculs par le modèle de cartographies de �ux et les
calculs éléments �nis (Flux)

η =
Putil

Putil + Pjs + Pfer + Pm + Pex
(II.23)

Où, Putil est la puissance mécanique ; Pjs : pertes Joule statoriques ; Pfer : pertes fer ; Pm :
pertes mécaniques.

On adopte la convention de signe du mode moteur, pour les deux modes de fonction-
nement, moteur ou alternateur.

II.4 Optimisation

Le processus d'optimisation est très utile, dans les phases de conception. Il est souvent
pratique de coupler les modèles, permettant de réaliser des calculs rapides, aux algorithmes
d'optimisation. Cette procédure permet d'exploiter un large espace de solutions possibles.

En général, un problème d'optimisation sous contraintes peut être formulé par l'Eq.
II.24. Les contraintes incluent :

� le respect d'un cahier des charges en termes de dimension, inertie, courant, tension
etc. ;

� la cohérence géométrique ;
� le processus de fabrication : la forme d'encoche spéci�que liée à la technique de
bobinage et le taux de remplissage par exemple.

Dans une optimisation, il est important de bien formuler le problème car une dé�nition
correcte des contraintes facilite la convergence du problème vers une solution optimale
vis-à-vis d'un cahier des charges. 

min fobj(y)

gk(y) ≤ 0

hl(y) = 0

(II.24)

Avec, gk(y) : les contraintes d'inégalité et hl(y) les contraintes d'égalité.

On présente dans ce qui suit, les di�érentes optimisations qu'on a e�ectuées au cours de
cette étude : l'optimisation en un point de fonctionnement, en plusieurs points de fonction-
nement, et l'interprétation de la courbe de Pareto qui peut aider les concepteurs à décider.
On veut démontrer également, à travers ces optimisations, l'in�uence de la formulation du
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problème sur la solution optimale et la stratégie qui nous semble la plus adaptée pour un
cahier des charges d'automobile.

II.4.a Présentation du logiciel

CADES [28] (Fig. II.20), développé au G2elab, est un outil de dimensionnement et
d'optimisation dédié aux modèles analytiques ou semi-numériques. Le système à étudier
peut être modélisé par des équations multi-physiques ou par des réseaux de réluctances. Les
composants créés par le générateur CADES, contenant des codes exécutables, peuvent être
facilement importés par un optimiseur. Cet outil fournit, dans les composants standards,
les gradients des paramètres de sortie (grandeurs électromécaniques telles que le couple, la
tension, etc.) en fonction des paramètres d'entrée (grandeurs géométriques telles que : le
diamètre extérieur, la longueur active, etc.). Ces composants peuvent être utilisés pour des
études de sensibilité ou des optimisations en couplant avec un algorithme d'optimisation
déterministe de type SQP (sequential quadratic programming).

Figure II.20 � Plateforme du logiciel CADES

II.4.b Optimisation du rendement à la vitesse de base

Le point de base, limitant la zone du fonctionnement à couple constant et celle à
puissance constante, est traditionnellement un point de dimensionnement de la machine.
Le premier cahier des charges consiste à optimiser le rendement sur ce point de base en
respectant le couple demandé, le courant d'onduleur maximal, la tension du bus continu
et le diamètre extérieur du stator. La géométrie initiale (Fig. II.21) est issue d'une étude
paramétrique et correspond dans notre cas au premier pas d'itérations.

La géométrie issue de la première optimisation est donnée à la Fig. II.22. On peut
constater que la hauteur de l'aimant est réduite, ce qui prouve que l'introduction des
aimants dans ce type de structure ne garantit pas nécessairement une amélioration du
rendement (Fig. II.23). Le pourcentage cuivre/aimant est un facteur critique dans le di-
mensionnement comme dans toutes les machines à double excitation. Le �ux des aimants
a tendance à re-boucler par le rotor sans courant d'excitation. Le �ux des bobines, lors-
qu'elles sont alimentées, s'oppose au �ux des aimants et force ce dernier à traverser l'en-
trefer, comme ce qui est montré dans la section II.2. Dans la géométrie initiale, le �ux créé
par les ampères-tours n'est pas su�sant pour faire changer le parcours du �ux des aimants.
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(a) Vue radiale (b) Vue axiale

Figure II.21 � Géométrie initiale de la MSDE

(a) Vue radiale (b) Vue axiale

Figure II.22 � Géométrie optimale de la MSDE

(a) Hauteur de l'aimant (b) Couple

Figure II.23 � Evolution des paramètres au cours de l'optimisation

A�n de réduire les pertes Joule dans le rotor, la surface d'encoche a été élargie pour loger
plus de spires avec un diamètre de �l supérieur. En travaillant en résistance constante, il est
possible de réduire le courant d'excitation d'une part pour réduire les pertes et d'autre part
pour s'éloigner de la valeur limite du courant transmissible par le système bagues-balais.

On a aussi remarqué que la longueur active de la MSDE a été augmentée. Les pertes (3
RsI

2
s ) ont été diminuées malgré l'augmentation de la résistance. Cependant, cette nouvelle
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longueur peut ne pas correspondre aux attentes des constructeurs automobile, qui cherchent
à réduire l'encombrement de la machine et à augmenter sa puissance massique.

L'inconvénient de cette stratégie d'optimisation est que la machine n'est dimensionnée
que pour le point de base. Or la plupart du temps, un alterno-démarreur ne fonctionne
pas en ce point. La méthode apporte peu de visibilité sur le comportement global de la
machine sur l'ensemble de la plage couple-vitesse. Il semble plus judicieux d'optimiser la
machine en plusieurs points de fonctionnement. Ceci fera l'objet de la partie suivante.

II.4.c Optimisation en plusieurs points de fonctionnement

En connaissant l'enveloppe de la plage couple-vitesse, trois points de fonctionnement
sont identi�és :

� le couple de démarrage à faible vitesse ;
� le couple maximal à vitesse maximale, qui dépend la capacité de dé�uxage ;
� mi-puissance à la vitesse de base, qui se situe dans la zone la plus sollicitée de la
machine.

L'objectif est d'optimiser le rendement de la machine, dans un encombrement donné
(diamètre extérieur, longueur active), sur le point le plus sollicité de la machine en sachant
que la zone du meilleur rendement s'élargit autour de ce point. L'idée est de faire coïncider
la zone du meilleur rendement de la machine avec la zone la plus sollicitée pour utiliser au
mieux la MSDE.

Figure II.24 � Duplication du modèle pour di�érents points de fonctionnement

Pour ce faire, on a dupliqué le modèle (Fig. II.7) trois fois pour représenter les di�é-
rents points de fonctionnement à l'aide de l'outil CADES, dédié à l'optimisation. Ces trois
modèles ont des paramètres géométriques strictement identiques mais des di�érents para-
mètres électriques, électromécaniques (courant, tension, couple, vitesse, rendement . . .).

En e�et, l'optimisation en di�érents points de fonctionnement consiste à maximiser le
rendement sur le point identi�é, comme étant le plus sollicité, tout en respectant le besoin
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(a) Vue radiale (b) Vue axiale

Figure II.25 � Optimisation en trois points de fonctionnement

Figure II.26 � Evolution des paramètres au cours de l'optimisation : couple, courant, angle
d'autopilotage (de haut en bas), point de fonctionnement 1-3 (de gauche à droite)

du couple au démarrage et de la puissance nécessaire à grande vitesse qui dépend de la
capacité de dé�uxage et de l'aspect thermique (Fig. II.24). L'aspect thermique est exprimé,
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dans un premier temps, par la densité du courant et la capacité d'évacuation de chaleur
par des ventilateurs. D'après les données empiriques, les ventilateurs ciblés sont en mesure
d'évacuer 1200 W de pertes à 16000 tr/min sous une température ambiante de 100oC. De
plus, on contraint le diamètre extérieur et la longueur active de la machine.

(a) Puissance utile (b) Rendement

Figure II.27 � Evolution des paramètres au cours de l'optimisation (le point le plus solli-
cité)

Figure II.28 � Dé�uxage dans les trois zones identi�ées

Avec une géométrie telle que celle de la �gure II.25, les courants dont on a besoin au
point de base (Fig. II.26 1ère colonne) et à 16000 tr/min (2ème colonne) sont semblables
mais avec les valeurs d'angle d'autopilotage di�érentes. Une partie du courant est utilisée
dans l'axe d pour dé�uxer la machine à 16000 tr/min. On a décomposé la plage en 3
zones en fonction du principal mode de dé�uxage (par le stator ou le rotor). En e�et, le
passage d'une zone à l'autre est progressif et continu (Fig. II.28). On a également remarqué
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que pour assurer le dé�uxage dans la zone proche de la puissance maximale (l'enveloppe
extérieure), il est nécessaire d'établir un courant négatif dans l'axe d. Le dé�uxage est assuré
par la diminution du courant d'excitation dans la zone mi-puissance et faible puissance.
C'est la raison pour laquelle la MSDE présente un meilleur rendement dans ces zones de
fonctionnement. Pour le 3ème point de fonctionnement à 2000 tr/min et 4 kW choisi, on
obtient un rendement de 90% (Fig. II.27).

II.4.d Détermination d'un compromis - courbe de Pareto

Dans le contexte actuel, on cherche à optimiser le rendement de la machine électrique
pour d'une part diminuer la consommation et par conséquent réduire les émissions de CO2

et d'autre part améliorer la puissance massique. La courbe de Pareto est utile lorsqu'on
s'intéresse à deux paramètres ayant des e�ets opposés (l'amélioration de l'un se fait au
détriment de l'autre) et peut aider les concepteurs à décider. Le principe de la courbe
de Pareto est très simple. Il s'agit d'e�ectuer une série d'optimisations bien dé�nies dans
un espace bidimensionnel tel que le rendement et la masse, la longueur de machine et le
rendement par exemple. Ce procédé est automatisé dans l'environnement CADES.

II.4.d-i Détermination de l'espace d'optimisation

La limite inférieure de l'espace est déterminée en minimisant la masse totale de la partie
active de la machine. L'optimisation est réalisée en plusieurs points de fonctionnement de
la même manière que dans la section précédente, les paramètres dimensionnels (rayon
extérieur rse, longueur active lzs, etc) étant libres (Fig. II.29).

(a) Vue radiale (b) Vue axiale

Figure II.29 � Détermination de l'espace - minimisation de la masse

La limite supérieure est déterminée par une optimisation en maximisant le rendement
sur le point le plus sollicité dans le cycle du fonctionnement, les dimensions et donc la masse
étant là aussi non contraintes (Fig. II.30). On peut constater que la surface d'encoche est
élargie pour pouvoir loger des conducteurs du diamètre supérieur. La machine est allongée
a�n de réduire le courant statorique nécessaire pour fournir la puissance demandée. Ces
deux points agissent dans le même sens et permettent de diminuer les pertes Joule.

On obtient, avec la géométrie de la �gure II.29, une machine de 4.3 kg et 91% de
rendement sur le point de fonctionnement le plus sollicité et avec celle de la �gure II.30,
une machine de 7 kg mais un rendement de 94%.
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(a) Vue radiale (b) Vue axiale

Figure II.30 � Détermination de l'espace - maximisation du rendement

II.4.d-ii Courbe de Pareto

Pour tracer la courbe de Pareto (Fig. II.31), plusieurs optimisations ont été e�ectuées
en maximisant le rendement en fonction de la masse dans l'espace dé�ni auparavant. Cette
courbe expose une vision claire : dans la zone 1, il est possible d'améliorer le rendement sans
trop modi�er la masse. Dans la zone 2 se trouve le meilleur compromis entre le rendement
et la masse. Dans la zone 3, on peut augmenter encore le rendement mais ceci reste peu
intéressant car la masse s'accroît très vite en contrepartie.

Figure II.31 � Courbe de Pareto : rendement vs. masse

II.5 Conclusion

Une nouvelle structure de machine à double excitation est présentée dans ce chapitre
et ses principaux avantages sont démontrés. Le contrôle de �ux devient plus aisé grâce
à la possibilité du réglage du �ux rotorique par le courant d'excitation. Ceci est intéres-
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sant du point de vue énergétique, car il su�t d'annuler le courant d'excitation lors du
fonctionnement à faibles charges, on a donc moins de pertes Joule. Pour une machine pu-
rement à aimants permanents, il faut injecter des courants statoriques pour dé�uxer la
machine, ce qui crée des pertes Joule et des pertes fer supplémentaires. En terme du coût
de l'électronique, la MSDE est avantageuse. L'annulation du courant d'excitation permet
de quasiment annuler la F.e.m.. De plus, dans le cas d'un alternateur, il est possible de
dimensionner la machine pour fonctionner avec un simple redresseur à diodes.

La méthode de réseaux de réluctances est utilisée pour modéliser le comportement de
la MSDE. L'idée est d'avoir un modèle, permettant de réaliser des calculs rapides, couplé
aux algorithmes d'optimisation, a�n d'exploiter un large espace de solutions possibles.
Cette méthode, étant moins précise que la méthode des éléments �nis, apporte plus de
transparence sur la sensibilité des paramètres de sortie (couple, rendement) en fonction
des paramètres de conception (dimension, limite du courant et de la tension). Ceci est très
important dans la phase de conception préliminaire.

Ensuite, les di�érentes optimisations sont présentées, à travers desquelles on a pu dé-
montrer l'importance de la formulation du problème dans le processus d'optimisation. La
géométrie �nale vers laquelle l'algorithme converge dépend fortement de la dé�nition des
contraintes. L'optimisation en 3 points de fonctionnement semble la stratégie la plus adap-
tée dans notre application. Elle permet de faire coïncider la zone du meilleur rendement
de la machine à la zone la plus sollicitée et donc de pro�ter au mieux les avantages de la
MSDE.

Les premières optimisations sont e�ectuées par rapport aux paramètres géométriques
principaux de la machine vis-à-vis d'un cahier des charges exprimé par la plage couple-
vitesse. Deux types de paramètres ne sont pas inclus :

� paramètres discontinus : la technique de bobinage réparti ou concentré (nombre de
pôles, nombre d'encoches) ;

� caractéristiques secondaires : ondulation du couple/courant, taux d'harmoniques.
Pour des raisons de temps de calcul et de di�culté de modélisation, ces paramètres sont
traités en dehors de l'optimisation globale présentée dans ce chapitre. Une étude plus
approfondie sur la structure de la MSDE proposée et son amélioration fait l'objet du
prochain chapitre.
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Résumé

Dans une application d'alterno-démarreur, outre le rendement, les aspects vibratoire

et acoustique ont leur importance. L'objectif de ce chapitre est d'étudier des voies pos-

sibles pour une amélioration des performances de la machine vis-à-vis de ces aspects.
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III.1 Introduction

On a étudié, dans le chapitre précédent, le comportement de la MSDE et aussi les
stratégies de dimensionnement en vue d'optimiser le rendement de la machine. Cependant,
tous les aspects ne peuvent pas être inclus dans cette procédure d'optimisation pour des
raisons de temps de calcul (l'aspect d'harmoniques, l'ondulation du couple, l'aspect acous-
tique, etc.), ni la discontinuité du problème telle que le nombre de pôles et d'encoches, etc.
Ces aspects seront analysés dans les prochaines sections.

III.2 Choix de la polarité

Le nombre de paires de pôles a une in�uence signi�cative sur le comportement de la
machine. Cette dernière a tendance à être plus compacte avec un nombre de pôles élevé, car
ceci permet de réduire le volume des circuits magnétiques du retour de �ux et la longueur
des têtes de bobines. Il est possible d'améliorer la puissance massique de la machine en
augmentant le nombre de paires de pôles (p).

Cependant l'accroissement du nombre de pôles n'est pas systématique, ce choix est
conditionné par plusieurs paramètres : la fréquence d'alimentation, les pertes magnétiques
et aussi le processus de fabrication. Le fonctionnement à haute fréquence, qui est imposé
par le nombre de paires de pôles p et la vitesse de rotation n (tr/min), conduit à une
augmentation des pertes magnétiques dans la machine :

f =
n · p
60

(III.1)

De plus, un nombre de pôles élevé entraîne une augmentation de la fréquence de dé-
coupage du convertisseur d'alimentation et par conséquent de son coût.

On insiste aussi sur l'importance de la prise en considération du processus de fabri-
cation. Ce dernier point est souvent ignoré lors du dimensionnement de la machine bien
que ce point soit très important en vue de l'industrialisation. Dans le cas de la MSDE, un
nombre de pôles élevé peut rendre le bobinage au rotor plus délicat, car cela signi�e une
perte de surface d'encoche due aux espaces réservés au passage de l'aiguille.

Pour toutes raisons, on a décidé de se limiter à 7 paires de pôles au maximum.

III.3 Machine à 10 pôles et machine à 12 pôles

En tenant compte des paramètres ci-dessus, on compare les performances de ces deux
machines, 10 et 12 pôles, d'une manière globale.

Pour une première comparaison, les machines 12 pôles et 10 pôles (Fig. III.1) ont le
même diamètre extérieur, le même diamètre d'alésage a�n de pouvoir utiliser les venti-
lateurs standards, et la même longueur active. Les caractéristiques dimensionnelles sont
présentées au Tab. III.1.

Pour une machine refroidie par air, le stator est relativement bien refroidi via les ven-
tilateurs �xés au rotor et placés en face des têtes de bobines. Les chignons rotoriques se
refroidissent en brassant l'air. Les pertes au rotor sont généralement plus di�ciles à évacuer
qu'au stator. La puissance de ce type de machines est souvent conditionnée par la capacité
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(a) Machine 12 pôles (b) Machine 10 pôles

Figure III.1 � Deux géométries de MSDE

Machine 1 Machine 2

Nombre de pôles 12 10

Nombre d'encoches 72 60

Diamètre extérieur (mm) 144

Tableau III.1 � Comparaison dimensionnelle entre la machine 12 pôles et celle à 10 pôles

(a) Machine 1 : 12 pôles (b) Machine 2 : 10 pôles

Figure III.2 � Comparaison du couple de démarrage et des pertes Joule stator

d'évacuation de chaleur au rotor. On �xe le même niveau de pertes Joule au rotor, l'évo-
lution du couple au démarrage à 900 tr/min en fonction du courant statorique est tracée
pour les deux machines. Les pertes Joule sont calculées avec l'hypothèse que la tempéra-
ture du cuivre est à 180 oC (démarrage à chaud) (Fig. III.2). La machine 1 présente un
meilleur comportement à fort courant, un couple plus élevé avec un courant acceptable,
car la culasse et les dents sont moins saturées.
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Le deuxième point de fonctionnement à évaluer est le point à 16000 tr/min en régime
transitoire. La machine électrique assiste le moteur thermique et joue un rôle de Boost (8
kW) pendant une courte période (d'une vingtaine de secondes).

On ne calcule pas la puissance en régime permanent car ceci dépend de l'état ther-
mique de la machine, fonction de la puissance maximale dissipable par les ventilateurs.
Or, au stade actuel, nous ne sommes pas en mesure d'en estimer l'importance, pour une
telle nouvelle structure, sans passer par des mesures expérimentales. D'après le tableau
récapitulatif (Tab. III.2), calculé à une température du cuivre de 180 oC et sous la tension
du bus continu de 60 V, la machine 1 montre des meilleures performances non seulement
au démarrage mais aussi en mode de dé�uxage. Ces deux points de fonctionnement se
trouvent sur l'enveloppe extérieure de la plage couple-vitesse, qui représente un mode de
fonctionnement transitoire (de courte durée).

Point de fonctionnement 900 tr/min 16000 tr/min

Machine 1 Machine 2 Machine 1 Machine 2

Couple (N.m) 55 50 4.7

Courant stator Is (Ae�) 318 280 137.3 149.5

Angle d'autopilotage ϕ (o) 8.5 22 80 84

Courant d'excitation If (A) 20 26 16 23

Pertes Joule d'excitation (W) 784 1418 504 1118

Pertes Joule stator (W) 5372 5091 1001 1449

Pertes fer stator (W) 24 31 630 952

Pertes mécaniques (W) 1 1 550 550

Puissance utile (W) 5178 4707 7870 7870

Rendement 0.46 0.42 0.75 0.66

Tableau III.2 � Récapitulatif en deux points de fonctionnement à 180oC sous la tension
du bus continu 60 V pour les machines 12 et 10 pôles

III.4 Di�érentes techniques de bobinage

Jusqu'à ce jour, le bobinage à nombre entier d'encoches par pôle et par phase est utilisé
dans la plupart des machines électriques dans l'industrie automobile en raison de l'insertion
mécanique des bobines complètement automatisée. Le bobinage peut être développé et
inséré en une seule fois. Néanmoins, beaucoup d'harmoniques sont présents dans l'induction
avec ce type de bobinage. Ces harmoniques, l'origine de pertes, d'oscillation du couple et
du bruit acoustique, peuvent être atténués ou supprimés en utilisant un bobinage adapté.

Dans cette section, les di�érentes solutions de bobinage seront évaluées en vue d'amé-
lioration des performances de la MSDE.

III.4.a Bobinage à pas fractionnaire

Le bobinage à pas fractionnaire est surtout utilisé dans le cas des machines à grand
nombre de pôles. Dans ces machines, un nombre entier d'encoches par pôle et par phase
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peut conduire à un nombre d'encoches très élevé et par conséquent des dents très �nes,
ce qui rend la réalisation de machine di�cile. La possibilité de choisir un rapport Nz1/6p
(Nz1 : nombre d'encoches, p : nombre de paires de pôles) non entier peut rendre des dimen-
sions d'encoches acceptables. Néanmoins, certaines règles doivent être respectées pour que
l'enroulement soit réalisable : si le nombre de pôles est multiple de 3n, le nombre d'encoches
devra être multiple de 3n+1 [60].

On s'est intéressé à ce type de bobinage car il permet d'atténuer les harmoniques de
denture et le couple reluctant. Pour une machine à pas fractionnaire, si l'axe d'un pôle
est en face d'une dent, celui du pôle suivant peut se trouver en face d'une encoche, ce qui
réduit e�cacement la variation de réluctance.

III.4.b Bobinage à pas raccourci

Le bobinage à pas diamétral est riche en harmoniques. Et, le bobinage à pas raccourci
permet, grâce à un degré de liberté supplémentaire, d'améliorer sensiblement le taux d'har-
moniques d'espace global ou de supprimer certains harmoniques gênants. Le coe�cient de
raccourcissement est exprimé par [17] :

Kbrh = sin
hδπ

2
(III.2)

Avec h : harmonique de rang h ; δ : pas de bobinage/pas diamétral.

Les valeurs de δ couramment utilisées sont :

� 2/3 : annulation de l'harmonique de rang 3 ;
� 3/4 : minimisation des harmoniques de rang 3 et 5 ;
� 5/6 : minimisation des harmoniques de rang 5 et 7 ;
� 8/9 : minimisation de l'harmonique de rang 9.

Ce type de bobinage est utile surtout pour des machines fonctionnant à haute fréquence,
dans lesquelles les pertes fer générées par ces harmoniques peuvent être importantes. L'e�et
négatif d'un bobinage à pas raccourci est que l'amplitude du fondamental est réduite en
même temps que celles des harmoniques ciblés. Le pas raccourci de 2/3 annule l'harmonique
de rang 3 mais réduit aussi l'amplitude du fondamental, ce qui doit être compensé par plus
de cuivre (13 % environ). Ceci peut dégrader les performances de la machine à basse vitesse
lorsque des forts courants sont nécessaires pour le démarrage.

III.4.c Bobinage concentré

Le bobinage concentré est plus simple à réaliser par rapport au bobinage réparti, ce qui
peut être intéressant en termes d'industrialisation. Ce type de bobinage est intéressant car
les têtes de bobines sont plus courtes, ce qui permet de réduire les pertes Joule et également
l'encombrement de la machine. Généralement, on peut atteindre un taux de remplissage
bien élevé avec un bobinage concentré. Ce dernier présente aussi plus de souplesse en
nombre de spires par rapport à son homologue. Ceci signi�e que la machine est facilement
adaptable aux di�érentes tensions d'alimentation lors du dimensionnement. Cependant, une
machine avec un bobinage concentré est très riche en harmoniques, ce qui peut engendrer
des pertes fer bien élevées à haute fréquence. En même temps, certains harmoniques peuvent
être des sources de bruit acoustique et de vibration. Il ne s'agit pas d'une solution miracle
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mais tout dépend de l'environnement dans lequel la machine sera installée. Contrairement
à un bobinage à pas raccourci, ce bobinage est favorable pour des machines dont la vitesse
maximale est généralement inférieure à 8000 tr/min avec un nombre de paires de pôles
inférieur à 6.

Pour une machine avec un bobinage concentré, on peut avoir :

Nz1 =
2p

δ
ou Nz1 =

2p

2− δ
(III.3)

Où, p est le nombre de paires de pôles ; δ : pas de bobinage/pas diamétral ; Le nombre
d'encoches Nz1 doit être multiple du nombre de phases, sinon l'enroulement est impossible.

III.4.d Application à la MSDE

III.4.d-i Machine 12 pôles, 54 encoches

Cette con�guration concerne un bobinage imbriqué à 2 couches avec 1.5 encoche par
pôle et par phase. Le plan de bobinage est présenté à la �gure III.3.a. La périodicité du
motif se fait désormais sur une paire de pôles.

(a) Bobinage à 1.5 encoche par pôle et

phase

(b) Couple électromagnétique à 900 tr/min

Figure III.3 � Bobinage à pas fractionnaire

Avec cette technique de bobinage, l'ondulation du couple électromagnétique est for-
tement réduite : 9% pour la machine 72 encoches et 2% pour la machine 54 encoches.
Ce taux d'ondulation est intéressant dans le cas d'un alterno-démarreur, où le construc-
teur d'automobile exige une faible ondulation du couple pour des raisons mécanique et
acoustique.

Cependant, l'induction dans l'entrefer devient dissymétrique à cause de la non équidis-
tance des parties bobinées : un pas de 4 encoches en alternance avec un pas de 5 encoches
dans les couches inférieures et supérieures des encoches (Fig. III.3). Ce bobinage est un
peu plus riche en termes d'harmoniques (Fig. III.4). Des harmoniques pairs ont ainsi été
observés. Par contre, les harmoniques de denture de rang 11 et 13 ont bien été atténués.
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Figure III.4 � Induction dans l'entrefer et FFT

III.4.d-ii Machine à bobinage concentré

De nombreux travaux [25] [55] sont menés sur les machines à aimants permanents avec
ce type de bobinage. La réduction des têtes de bobines et un taux de remplissage amélioré
sont favorables en termes de pertes Joule. De plus, la réalisation d'un bobinage concentré
est plus aisée par rapport au bobinage réparti, ce qui est, pour les constructeurs, un point
intéressant.

On étudie, dans ce qui suit, les di�érentes con�gurations du bobinage potentiellement
intéressantes pour l'application de la MSDE. On se limite dans cette étude à 4-7 paires de
pôles, car un nombre de pôles élevé rend di�cile la réalisation de la machine et risque de
conduire à des pertes fer prohibitives à grande vitesse. Les combinaisons sont présentées au
Tab. III.3. On s'est intéressé au pré-dimensionnement de ces machines et une comparaison
a été faite en termes de taux d'ondulation du couple, taux d'harmoniques et pertes fer.

Nombre de pôles 8 10 12 14

Nombre d'encoches 12 12 18 12 18

Tableau III.3 � Di�érentes con�gurations du bobinage

La répartition du champ magnétique dans l'entrefer d'un bobinage concentré présente
des phénomènes plus complexes que ceux du bobinage réparti à cause de la superposition
de trois champs dont la forme est plus ou moins carrée. Avec un tel taux d'harmoniques
(Fig. III.5), l'hypothèse, que les pertes fer au rotor sont négligeables, doit être revue.

La comparaison est présentée au tableau récapitulatif (Tab. III.4). Les calculs sont
e�ectués avec des densités de courant de 8 A/mm2 au rotor et 12 A/mm2 au stator pour
3000 tr/min. Le PPCM (plus petit commun multiple) et le PGCD (plus grand commun
diviseur) sont deux indicateurs de l'ondulation du couple. Plus la valeur de PPCM est
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Figure III.5 � Induction dans l'entrefer pour di�érents bobinages

grande et plus la valeur de PGCD petite, plus faible est l'ondulation du couple. On voit
que les machines à 10 pôles et 14 pôles disposent les meilleurs taux d'ondulation.

Nombre de pôles 8 10 12 14

Nombre d'encoches 12 12 18 12 18

Pas de raccourcissement 2/3 5/6 2/3 5/6 7/9

PPCM 24 60 36 84 126

PGCD 4 2 6 2 2

Taux d'ondulation (%) 22 6 11 6.5 3.5

Pertes fer stator (W) 53 62 66 120 64

Pertes fer rotor (W) 13 13 9 91 34

Tableau III.4 � Tableau récapitulatif (les pertes sont calculées pour 3000 tr/min)

Les pertes fer augmentent avec la fréquence d'excitation. Le nombre de pôles a évidem-
ment un impact sur ces pertes. Une augmentation importante de pertes fer a été observée
au rotor lorsqu'on passe d'un bobinage réparti à un bobinage sur dents. Le rotor, tournant
à la même vitesse que le champ magnétique statorique, n'est sujet qu'aux harmoniques de
denture. Avec un bobinage réparti, les pertes générées par ces harmoniques sont générale-
ment de l'ordre de quelques watts même à grande vitesse. Or, ce n'est pas le cas avec un
bobinage concentré à cause de l'abondance des harmoniques. Pour les deux machines à 14
pôles, les pertes fer au rotor commencent à prendre l'importance à 3000 tr/min. On ob-
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tient presque 100 W de pertes magnétiques au rotor pour la machine à 12 dents. En mode
moteur, cette machine est entraînée par l'harmonique de rang 7 (Fig. III.5). La présence
d'un harmonique de rang 5 élevé est sans doute responsable de ces pertes.

L'optimisation de ces machines revient à la recherche d'un compromis entre les pertes
Joule et les pertes fer. Malgré le gain en pertes Joule avec un bobinage concentré, les pertes
fer risquent d'être trop élevées dans une application dont la vitesse peut atteindre 18000
tr/min, ce qui nécessite une étude plus approfondie.

III.5 Compensation de la réaction d'induit

Dans une machine synchrone, le couple est obtenu par l'interaction entre un champ
d'inducteur produit par des aimants permanents ou des courants d'excitation ou par les
deux, comme dans le cas de la MSDE, et un champ d'induit produit par les courants d'ali-
mentation. Dû au déphasage entre les champs inducteur et induit, le champ traversant le
pôle est renforcé d'un coté et a�aibli de l'autre, ce qui dégrade les performances de la ma-
chine. On propose deux méthodes d'amélioration basées sur le principe de la compensation
de réaction d'induit.

III.5.a Aimants de compensation

Dans les machines à courant continu, les bobinages auxiliaires sont répartis à la surface
de pôles. Les conducteurs sont parcourus par des courants DC et ils sont alimentés de
telle manière que leur �ux s'opposent à la réaction d'induit pour réduire son e�et. Aussi,
on peut retrouver cette conception dans le brevet [42]. En s'appuyant sur le même prin-
cipe, nous allons placer des aimants permanents à la surface des pôles de la MSDE. On a
choisi les aimants permanents pour la simple raison de ne pas ajouter des bobines supplé-
mentaires dans la partie tournante de la machine, ce qui nécessite un système du contact
bagues/balais.

(a) Equi-�ux de la réaction d'induit (b) Induction dans l'entrefer

Figure III.6 � Réaction d'induit
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(a) Equi-�ux en charge (b) Induction dans l'entrefer à vide et en charge

Figure III.7 � E�et de la réaction d'induit

(a) Emplacement des aimants de

compensation

(b) Induction produite par des aimants dans

l'entrefer

Figure III.8 � Aimants de compensation

(a) Induction dans l'entrefer (b) Couple électromagnétique

Figure III.9 � Fonctionnement avec une densité du courant d'excitation de 8.7 A/mm2 et
40 A/mm2 au stator à 900 tr/min
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On a e�ectué un calcul éléments �nis en n'alimentant que le stator. La réaction d'induit,
qui peut être observée à la Fig. III.6, balaie la surface des pôles d'une manière quasi-
constante. Elle a un e�et magnétisant en entrant dans un pôle et un e�et démagnétisant
en sortant de ce pôle. Par conséquent, l'induction devient dissymétrique le long de l'entrefer.
Le �ux total sous un pôle reste inchangé lorsque la machine n'est pas saturée mais le �ux
par pôle sera diminué dès l'apparition de la saturation et il en est de même pour le couple
résultant (Fig. III.7).

(a) Dégradé de l'induction à 40 A/mm2

(b) Couple électromagnétique en fonction de la densité du courant

statorique

Figure III.10 � Fonctionnement avec une densité du courant d'excitation de 8.7 A/mm2

à 900 tr/min

A�n de palier cet e�et gênant, les aimants permanents sont introduits à la surface
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des pôles (Fig. III.8). Les aimants sont orientés de telle manière que leur �ux s'opposent
à celui de la réaction d'induit. Les simulations ont montré que l'induction est bien com-
pensée du coté démagnétisant des pôles, ce qui contribue à une amélioration du couple
électromagnétique (Fig. III.9).

D'ailleurs, les aimants de compensation présentent un autre phénomène intéressant
lorsqu'on augmente le courant d'induit de 4 A/mm2 jusqu'à 45 A/mm2, au delà duquel
le risque de désaimantation et de sur-échau�ement devient important. Le couple peut être
augmenté de 50% avec les aimants de compensation lorsque la densité du courant statorique
atteint momentanément 45 A/mm2 (Fig. III.10). L'e�et de la réaction d'induit est propor-
tionnel aux courants induits. La saturation importante lors d'une densité du courant de 45
A/mm2 accentue l'e�et de la réaction d'induit. C'est aussi le moment où l'in�uence de ces
aimants devient importante. Ce phénomène est important dans une application d'alterno-
démarreur lors d'un besoin de sur-couple instantané. Souvent un très fort courant de cet
ordre est injecté pour produire ce couple.

L'e�et de compensation des aimants permanents est valable pour un seul sens de ro-
tation de la machine. Les aimants de compensation sont donc utiles dans le cas où une
direction prépondérante est identi�ée dans tout le cycle comme dans certaines applications
du véhicule hybride.

III.5.b Entrefer progressif

A cause de la réaction d'induit, une dissymétrie est créée le long de l'entrefer car l'un
coté du pôle est plus saturé que l'autre. A�n de rompre cette dissymétrie, un entrefer
variable est adopté [47]. Le coté saturé de l'entrefer est élargi et l'autre coté diminué tout
en conservant la même largeur moyenne de l'entrefer. Par exemple, un entrefer de 0.4 mm
est remplacé par un entrefer tangentiel, dont la largeur maximale est de 0.5 mm et la
largeur minimale de 0.3 mm (Fig.III.11).

Figure III.11 � Entrefer variable
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D'après les simulations, l'induction est améliorée tout le long de l'entrefer et sa réparti-
tion est plus homogène (Fig. III.12). Cette réduction de l'e�et de réaction d'induit conduit
à une amélioration de l'ondulation du couple de 17%. Ce taux d'ondulation est passé de
44% à 27% (Fig. III.13).

(a) Induction le long de l'entrefer (b) Analyse spectrale

Figure III.12 � Induction dans l'entrefer et FFT

(a) Couple instantané (b) Analyse spectrale

Figure III.13 � Couple électromagnétique

III.6 Conclusion

Plusieurs possibilités ont été étudiées dans ce chapitre dans le but d'améliorer les per-
formances de la machine. La compensation de la réaction d'induit montre des résultats très
intéressants avec les aimants de compensation. Le taux d'ondulation du couple est amélioré
de 17% avec un entrefer progressif. Il est à noter que cette étude ne marque qu'un début.
Ces propositions n'ont pas pu être intégrées dans les prototypes, qui seront présentés dans
le prochain chapitre, par manque de temps et aussi à cause de leur mise en ÷uvre di�cile
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dans le process de fabrication de la machine.
L'utilisation du bobinage concentré entraîne une augmentation importante de pertes fer

au rotor. On a pu montrer que ces pertes prennent de l'importance à partir de 3000 tr/min.
L'hypothèse de dimensionnement, que ces pertes sont négligeables, n'est plus valable dans
ces machines à bobinage concentré. Pour aller plus loin dans cette analyse et conclure d'une
manière plus pertinente, il serait utile de mener une étude comparative de pertes entre une
machine à bobinage concentré et l'autre à bobinage réparti.
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Résumé

Plusieurs prototypes ont été réalisés dans le cadre de cette thèse. Ils ont pour objectif

de valider les tenues mécanique et thermique, de con�rmer le fonctionnement et les

caractéristiques principales de la MSDE.

La con�guration sélectionnée est une machine 12 pôles, 72 encoches. On présente dans

ce chapitre les caractéristiques dimensionnelles et fonctionnelles de ces prototypes ob-

tenues par les simulations. La deuxième partie présente les principaux essais pour

caractériser les performances de cette machine. Une comparaison sera faite entre les

simulations et les essais.
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IV.1 Introduction

Ce chapitre est consacré aux prototypes de MSDE, au dimensionnement, à la réalisation
et à l'expérimentation. Nous l'aborderons par la description des contraintes et des besoins
traduits par le cahier des charges. Nous passerons par la suite à la réalisation de la machine
dimensionnée. On présente les caractéristiques principales des prototypes par simulations et
par essais pour connaître au mieux les performances de la MSDE et valider la méthodologie
du dimensionnement.

IV.2 Présentation des prototypes

IV.2.a Cahier des charges

Le cahier des charges d'un alterno-démarreur se présente comme un ensemble d'exi-
gences qu'on peut traduire par la courbe de la �gure IV.1. :

Figure IV.1 � Plage de couple-vitesse demandée

Plus précisément :
� Point démarreur : 50 N.m ; Pour ce point de fonctionnement, les puissances injectées
dans les phases et les bobines d'excitation sont relativement élevées. Dans ces phases,
les ventilateurs, tournant à la même vitesse que le rotor, ne sont pas encore e�caces.

� Point 2 : 4.7 N.m à 16000 tr/min, ce qui présente 8 kW ; Les pertes fer et mécaniques,
qui augmentent davantage avec la vitesse, s'ajoutent aux pertes Joule.

� Diamètre extérieur inférieur à 144 mm ;
� Longueur active fer inférieure à 50 mm.
Le mode �Boost�, dans lequel la machine fonctionne sur l'enveloppe iso-puissance ou

près de cette enveloppe, n'est disponible que pendant une courte durée. Pour la majorité
du temps, cette machine fonctionne à faible et moyenne puissance et à haute vitesse. Il est
donc important d'avoir un bon rendement dans cette zone.

Dans la phase de dimensionnement, on estime que les ventilateurs évacuent 1200 W de
pertes à 16000 tr/min, sous réserve d'une validation expérimentale. La nuance M330-35A
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est utilisée pour le stator et le rotor pour ses propriétés magnétiques et mécaniques. Selon
la norme EN 10106 :2007, cette tôle de 0.35 mm d'épaisseur, dissipe 3.3 W/kg de pertes à
1.5 Tesla et sous 50 Hz. Elle dispose d'une limite d'élasticité (Re) de 370-410 MPa et d'une
limite de résistance à la traction (Rm) de 500-540 MPa. Pour des raisons de procédure de
fabrication, le bobinage réparti est adopté. En général, la machine à 2 encoches par pôle
et par phase présente des bonnes caractéristiques en termes de l'ondulation du couple et
des harmoniques.

IV.2.b Caractéristiques principales de la MSDE optimisée

Les caractéristiques principales du prototype, dont la procédure d'optimisation est pré-
sentée au chapitre II, sont listées au Tab. IV.1.

Résistance par phase à 25oC (Ω) 0.23

Résistance du rotor à 25oC (Ω) 0.81

Inertie du rotor complet (kg/mm2) 4.18· 10−3

Vitesse de base (tr/min) 2500

Tableau IV.1 � Caractéristiques principales du prototype

Les inductances d'axes d et q sont présentées à la Fig. IV.2. Pour Id = 0, l'inductance Lq
varie en fonction du courant d'excitation et du courant d'axe q (Fig. IV.2.a). L'inductance
d'axe d présente des phénomènes plus complexes dus à la présence des aimants inter-
polaires, au changement de direction de �ux dans les pôles, à la saturation et à l'e�et
rélutant. L'inductance Ld à la �gure IV.2.b est obtenue avec Id = Icc et Iq = 0 (Icc :
courant de court-circuit).

(a) Lq en fonction de Iq et If pour Id = 0 (b) Ld en fonction de If pour Id = Icc et Iq = 0

Figure IV.2 � Inductances d'axes d et q



74 IV. Prototypes et essais

IV.2.b-i Tableau récapitulatif

On présente les performances de cette machine en 4 points de fonctionnement repré-
sentatifs au Tab. IV.2, qui font l'objet d'une validation expérimentale dans les prochaines
sections. Le premier point à 900 tr/min correspond au démarrage du véhicule. Le rende-
ment est de 63% à cause des forts courants et des pertes Joule élevées. On a diminué le
couple à 40 N.m au lieu de 50 N.m spéci�é dans le cahier des charges (section IV.2.a) en
raison du moyen d'essais car la durée de mesure n'est pas facile à contrôler pour ces valeurs
de courants élevées.

On distingue le régime transitoire (2ème point de fonctionnement) du régime perma-
nent (3ème point). Le premier correspond à un mode de fonctionnement de courte durée.
En revanche, la puissance maximale qu'on peut obtenir en mode permanent est détermi-
née par l'aspect thermique, c-à-d, la machine doit pouvoir tenir ces courants de manière
permanente. D'après les données empiriques sur les machines à gri�es, nous décidons de
limiter les pertes rotoriques de la MSDE à 100 W. Le courant d'excitation est diminué de
15.8 A à 9.2 A lorsqu'on passe du point (4.8 N.m, 16000 tr/min) au point (3.15 N.m, 16000
tr/min). Le courant statorique décroit aussi car moins de courant Id négatif est nécessaire
pour dé�uxer la machine. L'angle d'autopilotage est redressé, de 77 à 70 degré. Le rende-
ment est autour de 80% pour ces deux points de fonctionnement. L'avantage de la MSDE
est que le rendement est moins sensible aux charges par rapport à une machine à aimants
permanents.

Le 4ème point se situe dans la zone du meilleur rendement et aussi la zone la plus
sollicitée de la machine. Le rendement est de 91% grâce à un bon compromis entre le
courant statorique et le courant rotorique.

Point de fonctionnement 900 tr/min 16000 tr/min 4000 tr/min

Transitoire Transitoire Permanent Permanent

Couple utile (N.m) 40 4.8 3.15 10

courant de phase Is (Ae�) 45 27.2 17.8 13.8

Angle d'autopilotage ϕ (o) 20.3 77 70 0

Tension phase-neutre Vs (V) 70.4 173.2 173.2 173.2

Courant d'excitation If (A) 20 15.8 9.2 9.4

Pertes Joule d'excitation (W) 516 323 109.3 113.2

Pertes Joule Stator (W) 2190 797 342.9 205.4

Pertes fer Stator (W) 22 578 356 76

Pertes mécaniques (W) 1 550 550 8

Puissance utile (W) 3770 8035 5273 4183

Rendement (%) 58 78 80 91

Tableau IV.2 � Performances en quatre points de fonctionnement à 180oC sous la tension
du bus continu de 300 V

Le modèle par cartographies de �ux présenté dans la section II.3.a-ii est utilisé pour
e�ectuer les calculs ci-dessus. Pour chaque point de fonctionnement, il existe une possibilité
in�nie du triplet (Is, ϕ, If ) : le courant statorique, l'angle d'autopilotage (l'angle entre le
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courant Is et l'axe q) et le courant d'excitation. La combinaison du triplet est obtenue
par une optimisation mono-objectif sous contraintes, dont la fonction objectif est de mini-
miser les pertes totales (Pt) (Eq. IV.1). L'optimisation est réalisée à l'aide de la fonction
<fmincon> sous Matlab.

(Is, ϕ, If )→



min Pt
C = Cp
Ω = Ωp

If ≤ Ifmax
Is ≤ Ismax
ϕ ≤ π/2

Vs ≤ Vdc/
√

3

(IV.1)

Où, Cp est le couple désiré à ce point de fonctionnement ; Le couple est calculé à partir
des cartographies de �ux ; Ωp : la vitesse de rotation du point de fonctionnement actuel ;
Ismax : le courant maximal délivré par l'onduleur ; Ifmax : le courant d'excitation maximal
transmissible par le système bagues/balais. L'intervalle de l'angle d'autopilotage est dé�ni
comme [0 π/2] ; Vs : la tension simple aux bornes d'une phase ; Vdc : la tension du bus
continu.

Les pertes fer stator sont estimées par le modèle LS, qui fait l'objet du chapitre prochain.
Les pertes fer rotor, de l'ordre de quelques Watts, sont considérées comme négligeables.

IV.2.b-ii Cartographies du couple, des courants et des pertes

Dans le cas d'une machine à entrefer constant, la valeur de l'angle optimal, pour obtenir
le meilleur rapport couple/courant (C/Is), est nulle ϕ = 0. Pour une machine à saillance,
le couple réluctant vient s'ajouter au couple synchrone. Le couple maximal à Is donné
ne se trouve plus à ϕ = 0. En cas d'une MSDE, qui possède un �ux rotorique réglable,
l'angle d'autopilotage optimal varie en fonction du courant d'excitation (Fig. IV.3.a). A
faible excitation rotorique, le couple réluctant est prédominant et l'angle optimal est donc
autour de 45o. Le couple synchrone commence à prendre de l'importance à partir d'un
courant d'excitation de 8 A et devient prépondérant à 14 A. D'ailleurs, la saturation du
circuit magnétique commence à apparaître à partir de 14 A de courant d'excitation, ce
qui a tendance à lisser cet e�et réluctant et à diminuer donc le couple réluctant. L'angle
optimal est en ce moment redressé vers 20o.

Par conséquent, on a tout intérêt à optimiser le fonctionnement de la MSDE par le
réglage de ϕ pour l'obtention d'un bon rapport C/Is et d'un bon compromis avec le facteur
de puissance.

Observations sur les résultats On a remarqué que les limites de courants Ismax et
Ifmax sont atteintes au démarrage (à basse vitesse), dont Ismax est le courant maximal que
l'onduleur puisse délivrer et Ifmax le courant maximal que les balais puissent transmettre.

Le courant d'axe q à la �gure IV.4.d a une répartition régulière et le courant appliqué
est proportionnel au couple désiré.

Contrairement à une machine à aimants permanents, dans laquelle le dé�uxage n'est
assuré que par le courant d'axe d négatif, dans une MSDE, le dé�uxage est réalisé par ce
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(a) Couple moyen en fonction de ϕ à Is ap = 100 A

pour di�érentes valeurs de If

(b) Couple en fonction de ϕ et Is @ If = 0

(c) Couple en fonction de ϕ et Is @ If = 10 A (d) Couple en fonction de ϕ et Is @ If = 22 A

Figure IV.3 � E�et de saillance

courant d'axe d négatif, ou la diminution du courant d'excitation, ou la combinaison des
deux.

Lors d'un point de fonctionnement à haute vitesse (> Vb) et à puissance élevée en
régime transitoire (zone proche de l'enveloppe extérieure), le dé�uxage est e�ectué par le
courant statorique seul en injectant un courant d'axe d négatif. On voit à la �gure IV.4.e
que le courant d'excitation atteint sa valeur maximale ou presque dans la zone proche de
la puissance maximale. Le courant dans l'axe d négatif, utilisé pour le dé�uxage, est assez
important dans cette zone (Fig. IV.4.c).

Lorsque la machine fonctionne à mi-puissance, l'algorithme cherche à avoir la moindre
puissance dissipée possible à travers une bonne combinaison de id (Fig. IV.4.c) et if . Quant
à faible puissance, la machine est desexcitée par l'annulation du courant rotorique. Une
grande partie de �ux des aimants se reboucle par le rotor, la partie qui traverse l'entrefer
produit le couple nécessaire. Ce mode de fonctionnement, qui introduit le minimum de
pertes Joule au rotor et aussi au stator, est très intéressant du point de vue énergétique
pour le fonctionnement en alternateur.

La variation de l'avance de phase (Fig. IV.4.b) à basses vitesses (< Vb) est due à l'e�et
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(a) Courant statorique (b) Avance de phase

(c) Courant d'axe d (d) Courant d'axe q

(e) Courant d'excitation (f) Rendement

Figure IV.4 � Cartographies des courants et du rendement en couple-vitesse
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de saillance qu'on a montré au début de cette section (IV.2.b-ii). Etant donné que les
pertes Joule sont dominantes dans cette zone, l'algorithme cherche à maximiser le couple
par rapport aux courants en agissant sur l'angle d'autopilotage.

(a) Pertes Joule statoriques (b) Pertes Joule rotoriques

(c) Pertes fer statoriques (d) Pertes totales

Figure IV.5 � Cartographies de pertes en couple-vitesse

Les cartographies de pertes (Fig. IV.5) sont calculées pour une température ambiante
de 25oC. Les pertes fer sont estimées par le modèle LS simpli�é. On constate que les pertes
fer augmentent très vite à partir du moment où on commence à dé�uxer par le courant
d'axe d (Fig. IV.5.c). En e�et, la réaction d'induit prend de l'importance sur ces points
de fonctionnement et la déformation de l'induction introduit des harmoniques, qui sont
responsables des pertes fer.

La machine présente un bon rendement (>90%) dans une large plage de fonctionnement
(Fig. IV.4.f). Le fonctionnement à chaud (ex : 180oC) forme une plage couple-vitesse un
peu plus restreinte par rapport à l'allure du fonctionnement à froid à cause des pertes dans
le cuivre plus importantes. Ces allures de courbes restent néanmoins à con�rmer par des
mesures.
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IV.3 Validation expérimentale

Des prototypes ont été réalisés dans le cadre de cette étude. Ces machines sont iden-
tiques en termes de géométrie. Elles ont été modi�ées et adaptées pour les di�érents essais
thermiques, mécaniques et électriques qui sont détaillés dans les prochaines sections (pro-
tocoles d'essais en Annexe A). Le stator et le rotor sont présentés à la �gure IV.6 et la
machine assemblée à Fig. IV.7. Les paquets du rotor et du stator sont constitués de tôles
isolées a�n d'éviter le développement des courants de Foucault. Le stator comporte 72
encoches, un bobinage triphasé en étoile. Les thermocouples sont instrumentés au stator,
répartis dans les encoches, les têtes de bobines et le fer pour connaître l'évolution de tem-
pérature de chaque partie lors du fonctionnement. Le rotor comporte 12 pôles et tous les
pôles sont bobinés. La température du rotor est évaluée à partir des mesures de résistance
du bobinage.

(a) Rotor assemblé (b) Stator bobiné et thermocouplé

Figure IV.6 � Stator et rotor complet

(a) Vue 3D de MSDE (b) Prototype réalisé

Figure IV.7 � Machine assemblée
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Après les analyses par simulations, l'objectif de cette partie est de caractériser expéri-
mentalement la MSDE, de valider les hypothèses faites dans les calculs, notamment :

� les limites thermiques en transitoire et en permanent pour tracer l'enveloppe exté-
rieure de la plage de couple-vitesse et l'enveloppe de la puissance permanente ;

� la vitesse maximale qu'on peut atteindre et qui est dé�nie par la limite mécanique ;
� l'estimation de pertes mécaniques et de pertes fer ;
� la stratégie de commande pour la détermination de consignes des courants.
Ces essais permettent aussi de valider le fonctionnement de cette machine sur l'ensemble

de plage de fonctionnement : le couple en fonction des courants et le rendement.

IV.3.a Essais mécaniques

L'objectif de ces essais mécaniques est de caractériser les pertes mécaniques et aérau-
liques, qui sont dues aux roulements, aux frottements entre les balais et les bagues et au
déplacement de l'ensemble du rotor dans l'air. Il n'est pas possible de dissocier les pertes
mécaniques et aérauliques. Nous cherchons à exprimer l'ensemble de ces pertes en fonction
de la vitesse de rotation, que nous désignerons par pertes mécaniques dans ce qui suit.

Pour ce faire, les aimants permanents ont été remplacés par des blocs en acier a�n
de ne pas modi�er la masse du rotor ni la condition aéraulique. Le rotor n'est pas excité
pendant les essais et les phases statoriques sont découplées pour éviter toute circulation
de courants et les pertes fer. Nous insistons sur les conditions dans lesquelles les mesures
ont été e�ectuées : avec la présence du stator bobiné et des blocs en acier à la place des
aimants, a�n d'obtenir des mesures de pertes vraiment représentatives.

On mesure le couple sur l'arbre de MSDE en faisant varier la vitesse de rotation de 0
jusqu'à 12000 tr/min. Le banc d'essais utilisé (Fig. IV.8) est un banc à entraînement direct
(sans transmission par courroies) avec une machine asynchrone comme moteur d'entraîne-
ment, couplée à un couple-mètre. Il dispose aussi d'une enceinte thermique permettant de
réguler la température. Les mesures se font à température ambiante 25oC et puis à 100oC.

Figure IV.8 � Montage de la MSDE sur le banc à entraînement direct
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Figure IV.9 � Pertes mécaniques mesurées et la courbe d'interpolation

L'inconvénient d'un système bagues-balais réside dans l'instabilité du contact tournant.
Cet e�et peut être observé soit sur l'instabilité du courant débité dans la batterie en mode
alternateur soit sur l'oscillation du couple en mode moteur. Ces sauts de balais peuvent
aussi modi�er les pertes dues aux frottements dans nos mesures de pertes mécaniques.
C'est la raison pour laquelle un rodage est e�ectué systématiquement sur les balais neufs
a�n d'atténuer ce phénomène par une amélioration de surfaces de contact.

Les essais ont débuté donc par 6 heures de rodage. Pour les mesures, on passe d'une
vitesse à la suivante au bout de 5 minutes (scénario de mesures : cf. Annexe B.1). Les
mesures de couple sont enregistrées à une fréquence de 10 Hz. La courbe de couple en bleu
(Fig. IV.9) est obtenue en moyennant les mesures de couple sur cette durée. La courbe
rouge est issue d'une interpolation des points de mesures.

Les pertes mécaniques augmentent très vite avec la vitesse à partir de 10000 tr/min et
atteignent presque 800 W à 16000 tr/min. Elles font partie des pertes principales dans la
MSDE à haute vitesse.

IV.3.b Essais thermiques

IV.3.b-i Capacité d'évacuation des pertes au rotor

Nous avons vu auparavant que la puissance de la MSDE en régime permanent est
proportionnelle à la puissance qu'on peut injecter au rotor. La chaleur au rotor s'évacue
principalement par les têtes de bobines qui tournent à la même vitesse que les ventilateurs
et qui se refroidissent en brassant l'air. Le relevé direct des températures au rotor lors du
fonctionnement normal n'est pas évident, ce qui nécessite des instrumentations spéci�ques :
l'arbre creux par lequel les �ls des thermocouples vont pouvoir passer.

Pour des raisons de simplicité, nous e�ectuons les essais avec le rotor à l'arrêt. On se
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positionne dans un cas défavorable. Or, en fonctionnement normal, les têtes de bobines du
rotor brassent l'air en tournant et ceci aide à les refroidir.

Pertes au rotor (W) 8 13.5 22 71 109 151

Thermocouple No.1 (oC) 22 27 34 70 96 120

Thermocouple No.2 (oC) 23 29 38 86 113 142

Thermocouple No.3 (oC) 23 28 36 80 105 132

Température moyenne (oC) 23 28 36 79 105 131

Tableau IV.3 � Évolution des températures indiquées par les 3 thermocouples en fonction
des pertes au rotor à 25oC température ambiante

Figure IV.10 � Température moyenne dans les têtes de bobines rotoriques en fonction du
courant d'excitation, à une température ambiante de 25oC

L'objectif de ces essais est d'avoir une idée de pertes qu'on peut évacuer au rotor et aussi
de déterminer la constante de temps thermique. Le rotor est muni de 3 thermocouples, dont
deux se situent dans l'espace inter-bobines à l'arrière et l'autre à l'avant de la machine. On
augmente progressivement la puissance dissipée dans le cuivre tandis que la température
moyenne ne dépasse pas 150oC. Au-delà de cette température, le risque de desaimantation
des aimants devient important. La température de l'enceinte est régulée à 25oC puis à
100oC. Le tableau IV.3 montre l'évolution des températures en fonction des pertes Joule
au rotor et la Fig. IV.10 en fonction du courant d'excitation. Le temps de stabilisation
thermique pour chaque point de mesure est de 20 minutes environ.

On constate qu'on peut injecter jusqu'à 150 W de pertes dans le rotor en fonctionnant
sous une température ambiante de 25oC. Les essais ont été répétés pour une température
d'enceinte de 100oC et le relevé moyen des thermocouples atteint 150oC pour 90 W de
pertes dissipées.
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IV.3.b-ii Dissipation des ventilateurs

Le refroidissement du stator se fait principalement par les têtes de bobines au moyen
des deux ventilateurs, �xés aux �asques à l'avant et l'arrière du rotor, en face des têtes
de bobines. La capacité de dissipation des ventilateurs augmente avec la vitesse. Cette
capacité est un point important dans le dimensionnement, car elle conditionne de quelque
sorte la puissance de la machine. Elle peut être estimée par la méthode des éléments �nis
à partir du débit d'air en prenant en compte les phénomènes physiques locaux. Elle peut
aussi être obtenue simplement et e�cacement par une voie expérimentale.

Pour ce faire, le stator est instrumenté de 11 thermocouples répartis comme suit (Fig.
IV.11) :

(a) Vue latérale (b) Vue face

Figure IV.11 � Emplacement des thermocouples

� 3 thermocouples dans les encoches à l'arrière répartis sur 360o ;
� 3 thermocouples dans les chignons à l'arrière répartis sur 360o ;
� 3 thermocouples dans les chignons à l'avant répartis sur 360o ;
� 2 thermocouples dans le fer décalés de 180o.

Pré-détermination de l'enveloppe de dissipation Cette enveloppe de dissipation
correspond, pour une vitesse donnée, à la puissance maximale que peuvent dissiper les
ventilateurs. Le prototype est une machine triphasée avec deux encoches par pôle et par
phase. Les 3 phases sont reliées en série (Fig. IV.12.a) et alimentées par une source de
tension continue. L'objectif est de ne pas produire des pertes fer car il est di�cile de
dissocier l'impact de pertes Joule et de pertes fer sur l'échau�ement de la machine. Pour
toutes les vitesses au Tab. IV.4, on augmente progressivement la puissance dissipée en
veillant à ce que la température moyenne ne dépasse pas 180oC.

Vitesse (tr/min) 0 1500 3000 5000 8000 12000 16000

Puissance (W) 471 707 1067 1506 2029 2567 3001

Température moyenne (oC) 161 159 161 161 156 151 147

Tableau IV.4 � Enveloppe extérieure à une température ambiante de 25oC
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(a) Couplage des bobines (b) Montage de MSDE sur le banc

Figure IV.12 � Montage d'essais de dissipation des ventilateurs

Vitesse (tr/min) 0 1500 3000 5000 8000 12000 16000

Puissance (W) 252 372 542 751 1019 1284 1494

Température moyenne (oC) 168 174 175 175 174 171 170

Tableau IV.5 � Enveloppe extérieure à 100oC

Figure IV.13 � Evaluation de température à mi-puissance aux di�érentes vitesses pour
une température d'enceinte de 100oC

Pour tous les points de mesures, le temps de stabilisation thermique est en moyenne
de 20 minutes. On est en mesure d'évacuer, à 16000 tr/min, 3000 W de pertes Joule
stator pour une température ambiante de 25oC (Tab. IV.4) et 1500 W à la température
d'enceinte de 100oC (Tab. IV.5), ce qui correspond à nos hypothèses de départ. On évalue
à la Fig. IV.13 la température moyenne de ces 11 thermocouples en fonction de la vitesse
de rotation à mi-puissance (la moitié de la puissance maximale indiquée au Tab. IV.5).
Cette mi-puissance est proche du niveau des pertes Joule générées lors du fonctionnement
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normal de la machine.

IV.3.c Essais fonctionnels

Ces essais sont e�ectués sur une machine fonctionnelle en présence des aimants et
des bobines au rotor. L'objectif de ces essais est de déterminer les paramètres, de mieux
connaître le comportement et les performances de cette machine, d'avoir une comparaison
entre nos modèles et les mesures et valider notre méthodologie de dimensionnement.

IV.3.c-i Fonctionnement à vide

En mettant l'induit en circuit ouvert (Fig. IV.14), le relevé à vitesse constante de la
tension entre phases (ou phase-neutre) et du courant d'excitation donne la caractéristique
à vide. La machine a été entraînée à 1000 tr/min.

Figure IV.14 � Câblage d'essai à vide

Figure IV.15 � Comparaison de F.e.m. phase-neutre (amplitude) à vide à 1000 tr/min

On obtient une bonne cohérence entre les mesures et les calculs (Fig. IV.15). L'écart
est inférieur à 9% entre les deux courbes. Ces résultats sont tout à fait satisfaisants. La
courbe de F.e.m. à vide est en quelque sorte un re�et de la courbe B(H) du matériau.
L'écart peut être lié à la di�érence entre la courbe réelle et la courbe théorique de B(H) et
à l'induction rémanente (Br) des aimants. L'écart à faibles courants peut être aussi lié au
changement du sens de �ux des aimants et aux saturations locales dues à ce changement.
Le �ux d'aimants reboucle par le rotor à faibles courants d'excitation. Au fur et à mesure
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(a) Tension phase-neutre

(b) Tension entre phases

Figure IV.16 � FFT de la F.e.m. à vide à 1000 tr/min pour If = 10 A

que le courant d'excitation augmente, le �ux créé par les bobines rejoint celui d'aimants et
le forcer à traverser l'entrefer.

On a relevé les formes d'ondes de F.e.m. à vide à 1000 tr/min (Fig. IV.16) entre une
phase et le point neutre, ainsi que la tension phase-phase, pour une analyse spectrale. En
général, la F.e.m. à vide de ce type de machine présente peu d'harmoniques quand les pôles
ont une forme bombée.

IV.3.c-ii Fonctionnement en court-circuit

Etant donné que la machine est en couplage étoile, il su�t de relier ensemble les sorties
de phases (Fig. IV.17). On mesure ensuite le courant dans la phase en fonction du courant
d'excitation (Fig. IV.18). Il est possible que la valeur réelle de Br soit légèrement inférieure
à la valeur utilisée dans les calculs. Ceci peut être responsable de l'écart entre Icc mesuré et
calculé aux faibles valeurs du courant If car le �ux des aimants est prédominent. L'impact
diminue au fur et à mesure que le courant If augmente car le �ux des bobines s'ajoute au
�ux des aimants et prend de l'importance.

Le relevé du courant de court-circuit à 2000 tr/min pour un courant d'excitation de 20
A est présenté à la Fig. IV.19, dont la forme est bien sinusoïdale.
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Figure IV.17 � Câblage d'essai en court-circuit

Figure IV.18 � Courant de court-circuit (amplitude) à 2000 tr/min

Figure IV.19 � Forme d'onde du courant court-circuit à 2000 tr/min pour 20 A courant
d'excitation
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IV.3.c-iii Identi�cation des paramètres de la MSDE

Pour mieux exploiter nos modèles, il faut connaître les paramètres de la machine tels
que Rs, Ld et Lq. On les détermine ici expérimentalement a�n de valider les calculs et de
véri�er aussi le bon fonctionnement de ce prototype réalisé. Un onduleur industriel et son
logiciel de commande PARVEX [1] sont utilisés pour e�ectuer ces mesures. Cette interface
permet de piloter la machine en vitesse, d'imposer les courants et l'avance de phase, puis
d'a�cher les courants et les tensions dans les axes d et q. Le principe est de relever, pour
une vitesse donnée (ex : 1000 tr/min) et pour plusieurs courants d'excitation (0, 2.5A, 5A
...), les tensions d'axes d et q en fonction du courant d'axe q et pour un courant d'axe d
nul. D'après les équations de la machine IV.2, les pentes de ces deux courbes en régime
linéaire nous donnent Lq et Rs. Nous prenons en exemple l'identi�cation des paramètres
avec un courant d'excitation de 2.5 A. Etant donné que le courant id est nul, les équations
deviennent Eq. IV.3.

vd = Rs id − ωLq iq (IV.2a)

vq = Rs iq + ωLd id + ωψ(if ) (IV.2b)

−vd = ωLq iq (IV.3a)

vq = Rs iq + ωψ(if ) (IV.3b)

Avec, Ev = ωψ(if ), F.e.m. générée par les aimants et les bobines ; Rs : résistance statorique
par phase ;

Figure IV.20 � Détermination des paramètres de la MSDE @ 2.5 A courant d'excitation
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Courant d'excitation If (A) 0 2.5 5 7.5 10

Résistance par phase Rs (Ω) 0.24 0.22 0.27 0.25 0.35

Inductance d'axe q Lq (mH) 1.742 1.726 1.696 1.638 1.571

Tableau IV.6 � Mesures de Rs et Lq pour di�érents courants d'excitation

Les pentes de ces courbes (Fig. IV.20) donnent : Rs = 0.22 Ω et Lq = 1.726 mH. Ces
paramètres sont déterminés aussi pour des courants d'excitation égaux à 0, 5, 7.5 et 10 A
comme représenté au Tab. IV.6. La valeur de Rs obtenue pour le courant d'excitation de
10 A est plus élevée à cause de la température du cuivre lors de la mesure.

Pour des raisons de simplicité, on estime Ld par les essais en court-circuit, en entraînant
la machine à 2000 tr/min, par l'Eq. IV.4. A cette vitesse, la résistance statorique peut être
considérée comme négligeable.

Ld =
Ev
ω Icc

(IV.4)

Le tableau IV.7 donne les valeurs trouvées pour les di�érents courants d'excitation.

Courant d'excitation If (A) 0 2.5 5 7.5 10

Inductance d'axe d Ld (mH) 2.014 2.25 2.804 2.771 2.638

Tableau IV.7 � Mesures de Ld pour di�érents courants d'excitation

On constate que les mesures de Rs, Ld et Lq sont assez proches et correspondent aux
estimations.

IV.3.c-iv Fonctionnement en mode moteur

D'après les essais de véri�cation e�ectués auparavant, les paramètres de cette machine
correspondent à ce que nous attendions. Nous allons tester maintenant cette machine dans
toute sa plage de fonctionnement en mode moteur. On suppose que la plage de fonction-
nement en couple-vitesse en alternateur est en quelque sorte symétrique de celle du mode
moteur. Les essais sont e�ectués en convention moteur et peuvent être regroupés en deux
parties :

� zone à basse vitesse jusqu'à 2500 tr/min (phase de démarrage) : L'objectif, dans cette
zone, est de valider le rapport couple/courants C(Is, If ). Pour un courant d'excitation
donné, on fait varier l'angle d'autopilotage a�n de trouver l'angle optimal associé à
un courant statorique (Is). Pour des valeurs du courant d'excitation supérieures à 10
A et 25 A pour Is, il s'agit d'un mode de fonctionnement transitoire. On ne cherche
pas la stabilisation thermique au-delà de ces valeurs, car la machine risque de trop
chau�er selon les essais thermiques réalisés dans la section IV.3.b.

� zone de dé�uxage : Elle est composée de 3 sous-zones (Fig. IV.21) compte tenu de
la particularité de la MSDE. La machine est dé�uxée principalement par un courant
d'axe d négatif dans la zone de forte puissance, par uniquement le courant d'excitation
dans la zone de faible puissance et par la combinaison de ces deux courants dans la
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zone intermédiaire. Les essais s'e�ectuent à l'aide de la commande PARVEX (Fig.
IV.22).

Figure IV.21 � Mode de dé�uxage principal

Figure IV.22 � Principe des essais fonctionnels

Présentation du banc d'essais Ces essais sont e�ectués sur le banc à entraînement
direct (Fig. IV.23.a), où la MSDE est entraînée par une machine asynchrone, couplée à
un couplemètre. L'excitation rotorique est assurée par une source de tension continue.
L'alimentation statorique est assurée par la commande PARVEX (Fig. IV.23.b). Plus pré-
cisément, pour un niveau d'excitation rotorique donné, la MSDE, qui présente un compor-
tement semblable à des machines à aimants permanents, sera pilotée comme une machine à
aimants dans les prochains essais. On peut imposer le courant Is et l'angle d'autopilotage
ϕ via l'interface PARVEX tandis que la F.e.m. résultante est inférieure à la tension du
bus continu. Sinon, l'angle est imposé, par la loi de commande PARVEX, pour assurer le
dé�uxage de la machine.

Fonctionnement aux basses vitesses La machine tournant à 1000 tr/min, on injecte
du courant dans l'axe q uniquement. Les relevés du couple et des tensions en fonction du
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(a) Montage sur le banc à entraînement direct (b) Partie commande

Figure IV.23 � Banc d'essais

courant d'axe q pour un courant d'excitation de 5 A sont montrés à la Fig. IV.24.

Figure IV.24 � Comparaison entre les calculs et les mesures du couple et de la tension
pour un courant d'excitation de 5 A @ 1000 tr/min

On obtient une bonne cohérence entre les simulations et les mesures avec les valeurs du
courant rotorique de 15, 7.5, 5 et 2.5 A (voir Annexe B.2.a).
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Figure IV.25 � Comparaison entre les calculs et les mesures pour l'évolution de l'angle
d'autopilotage optimal (l'angle donnant le meilleur rapport C/Is) à 1000 tr/min

On rappelle l'e�et de saillance qu'on a observé par les calculs dans la section IV.2.b-ii et
on cherche à valider ce phénomène expérimentalement. On a donc relevé le couple en faisant
varier le courant Is et l'angle d'autopilotage ϕ pour les courants d'excitation If = 5 A,
15 A... On retrouve, par les mesures, les allures de surfaces obtenues dans les calculs (Fig.
IV.25). Avec un courant d'excitation de 5 A, l'angle optimal, l'angle donnant le meilleur
rapport C/Is, se situe bien vers 45o et cet angle évolue vers 0o avec l'augmentation du
courant If . A If = 15 A, d'une part, le couple synchrone prend de l'importance devant le
couple réluctant et d'autre part, la saturation atténue la variation de réluctance.

Fonctionnement dans la zone de dé�uxage La validation du fonctionnement à
hautes vitesses est plus délicate car les pertes fer interviennent, dont l'estimation n'est
pas évidente, et jouent un rôle signi�catif dans l'évaluation des performances de la ma-
chine, et du rendement. On procède de la même manière que dans la partie précédente en
surveillant les températures au rotor et au stator. Celles-ci établiront la frontière entre le
mode de fonctionnement en régime permanent et en régime transitoire. Ainsi, elles ont un
impact non négligeable sur les pertes Joule et par conséquent sur le rendement.

Les �gures IV.26 - IV.27 présentent l'évolution des di�érentes grandeurs, pour deux
valeurs du courant d'excitation, en fonction du courant statorique à 6000 tr/min. Pour
un courant d'excitation, on augmente progressivement le courant Iq et le courant Id est
ajusté pour la tension du bus continu disponible de 300 V (scénario d'essais en Annexe
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Figure IV.26 � Comparaison entre les calculs et les mesures pour le fonctionnement à
6000 tr/min et If = 5 A

Figure IV.27 � Comparaison entre les calculs et les mesures pour le fonctionnement à
6000 tr/min et If = 10 A

B.2.b). Avec un courant d'excitation de 5 A, la machine n'est pas dé�uxée par le courant
Id négatif à 6000 tr/min, pour des faibles valeurs du courant Iq (Iq < 10 A). Or avec un
courant rotorique de 10 A, la MSDE est toujours soumise au dé�uxage par le stator à
cause des valeurs de F.e.m. élevées. Les résultats sont cohérents. C'est le courant d'axe q
qui est considéré et choisi comme l'abscisse car ceci est une image de la puissance utile.



94 IV. Prototypes et essais

L'écart entre le couple mesuré et le couple calculé (Fig. IV.26) est probablement dû à une
sous-estimation des pertes fer. Nous n'excluons pas la possibilité d'un biais sur l'estimation
de position du rotor, d'autant plus que le résolveur est légèrement décentré au moment du
montage. On a remarqué aussi que les valeurs de tension d'axe d mesurées sont légèrement
supérieures à celles calculées (en valeur absolue) et le contraire a été retrouvé pour la
tension dans l'axe q. Il n'est pas impossible que la position estimée par le capteur se trouve
légèrement en avance par rapport à la position réelle.

Les relevés ont été e�ectués après la stabilisation thermique de la machine (environ 20
minutes par point de fonctionnement). Sur ces points de fonctionnement ciblés, la tempé-
rature moyenne au stator n'a pas dépassé 70oC. La température au rotor est estimée par
un système de petits balais instrumenté. L'idée est de placer ces petits balais de mesure
sur les bagues avec lesquels on mesure directement la tension Uex aux bornes des bagues.
La résistance totale des bobines rotoriques obtenue par Uex/If indique une température
du cuivre autour de 70oC et peu in�uencée par la puissance dissipée dans le stator.

Le rendement est calculé par l'Eq. IV.5, où la puissance électrique au stator est mesurée
directement à l'aide d'un analyseur de puissance. Le rendement est meilleur que 90% en ces
points de fonctionnement (3-6 kW environ @ 6000 tr/min) avec les bonnes combinaisons
du triplet (id, iq, if ) malgré les soucis qu'on a évoqués dans les paragraphes précédents.

η (%) =
C Ω

Pelec + Pex
(IV.5)

Avec, C : couple utile ; Ω : vitesse de rotation ; Pelec : puissance électrique statorique ; Pex :
puissance d'excitation rotorique (RrI2

f ).

IV.4 Conclusion

On a vu dans ce chapitre la réalisation des prototypes MSDE dont les di�cultés prin-
cipales sont : l'emmanchement de l'arbre dans le paquet rotor sans déformer ce dernier
en sachant que l'entrefer minimal est de 0.4 mm ; le bobinage autour des pôles rotoriques
avec un taux de remplissage supérieur à 40%. Le temps de réalisation d'un rotor, surtout
le bobinage manuel, est assez conséquent et ceci n'est pas compatible avec la production
en série. On peut imaginer éventuellement des pôles démontables pour réduire le temps de
bobinage dans la suite ou le bobinage à aiguille automatisé.

Les premiers essais ont con�rmé le bon fonctionnement de cette machine. On a pu
évaluer la capacité d'évacuation de chaleur par les essais thermiques. Les résultats ont
montré qu'il est possible d'injecter jusqu'à 1500 W de puissance au stator à 16000 tr/min
et 100 W au rotor en fonctionnement à chaud (température d'enceinte de 100oC). Ces
valeurs sont cohérentes avec nos hypothèses lors du dimensionnement.

Les essais à vide et en court-circuit correspondent bien à nos attentes. De plus, nous
avons pu valider expérimentalement les résultats de calculs, les grandeurs électromagné-
tiques en mode moteur. A faibles vitesses, on a obtenu une bonne cohérence entre les
mesures et les calculs en termes de couple, de tension et de rendement. L'e�et de saillance,
qui conduit à une évolution de l'angle d'autopilotage optimal en fonction du niveau d'exci-
tation, a été démontré non seulement dans les calculs mais aussi con�rmé par les mesures.
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On a réalisé également des mesures à hautes vitesses, dans la zone de dé�uxage, où
la structure d'une MSDE présente beaucoup d'intérêt. Les résultats sont cohérents et très
encourageants du point de vue électromagnétique, thermique et mécanique. Les essais ont
été menés jusqu'à la vitesse maximale de 16000 tr/min, aucune anomalie n'a été détectée
sur la machine et aucun court-circuit entre les bobines rotoriques n'a été provoqué par
l'échau�ement et la force centrifuge. Les caractérisations complémentaires sont en cours à
Valeo a�n de connaître au mieux cette machine, qui semble intéressante, a�n d'obtenir une
cartographie de son rendement et d'évaluer son impact en termes de gain en CO2.

En conclusion, la MSDE, qui présente des caractéristiques très intéressantes, semble
prometteuse pour l'application d'alterno-démarreurs. La présence des aimants permanents
au rotor assure une assez bonne puissance massique. Les bobines rotoriques permettent
d'avoir un degré de liberté supplémentaire sur le réglage de �ux. Le contrôle de la machine
devient plus souple. Les prototypes dimensionnés pour un cahier des charges d'automobile
présentent un rendement supérieur à 90% dans une large plage et aussi la zone la plus
sollicitée de la machine, ce qui est intéressant vis-à-vis de la réduction des émissions de
CO2 des véhicules.
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Résumé

De nombreuses études ont été menées a�n de réduire les pertes dans les machines

électriques en vue d'améliorer le rendement. Les pertes fer, un terme de pertes qu'on

ne maîtrise pas complètement, sont devenues désormais une véritable préoccupation

des constructeurs automobiles. On cherche, dans ce chapitre, à mieux comprendre ce

phénomène complexe à travers la modélisation, et la caractérisation de pertes fer dans

une MSDE via la méthode de séparation de pertes.

Les nouveaux matériaux de type fer cobalt présentent des propriétés magnétiques inté-

ressantes par rapport aux matériaux FeSi. Malgré le coût, il est intéressant d'étudier

leurs éventuels apports dans une application automobile, comparé aux matériaux tra-

ditionnels.
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V.1 Introduction

Le modèle Loss Surface (LS) est décrit, dans ce chapitre, à travers la caractérisation
et l'identi�cation d'un alliage FeCo AFK502. Ce matériau, qui présente des propriétés
magnétiques intéressantes, est aussi jugé intéressant pour la validation du modèle LS dans
une plage de fonctionnement plus large en induction et en fréquence. Ce modèle est utilisé
d'une manière simpli�ée mais plus e�cace dans l'optimisation de la machine, où le temps
de calcul est aussi important que la précision.

Pour des raisons économiques, le matériau AFK502 est, jusqu'à présent, rarement utilisé
dans le domaine automobile. Néanmoins, une étude approfondie en AFK nous apparaît
intéressante en vue de connaître son éventuel apport par rapport aux matériaux classiques.
La comparaison est faite entre deux matériaux : AFK502 de 0.5 mm en épaisseur et M330-
35A en termes d'excitation, de saturation à polarisation et de leur impact sur les pertes et
le rendement de la machine MSDE.

Ce modèle est également utilisé pour l'estimation des pertes fer dans une machine à
gri�es. Cette étude est présentée dans l'annexe C.

V.2 Histoire et rappel du modèle Loss Surface (LS)

Le modèle LS est un modèle d'hystérésis dynamique et scalaire qui prend en compte
tous les phénomènes dynamiques. On suppose que le comportement du matériau est par-
faitement dé�ni avec la connaissance de la variation de l'induction dans le temps (dB/dt),
et sa fréquence d'excitation. Le modèle fournit un lien entre le champ magnétique appliqué
à la surface et l'induction moyenne dans la section de la tôle, ce qui permet de reproduire
le comportement magnétique du matériau.

Figure V.1 � Surface H0(B, dB/dt) mesurée à 1.75 Tesla, M330-35A

La première version du modèle LS, développée dans les travaux de thèse de C. Cester
[18], nécessitait un grand nombre de mesures sur le cadre Epstein en imposant une forme
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triangulaire de l'induction à fréquence variable au matériau. L'utilisation de signaux tri-
angulaires permet de travailler à dB/dt constant et égal à 4Bcrête · f (Bcrête : induction
maximale, f : fréquence du signal). Un exemple de surface H0(B, dB/dt) est présenté à
la Fig. V.1, où une discontinuité est observée au niveau du cycle statique à dB/dt = 0.
Pour connaître la totalité du comportement du matériau, plusieurs surfaces sont relevées
à di�érents niveaux d'induction Bcrête. Le cycle d'hystérésis peut être reconstruit pour un
signal quelconque B(t) à partir des surfaces H0(B, dB/dt,Bcrête). L'inconvénient de cette
première approche est le stockage de ces surfaces et la nécessité de connaître B(t) à l'avance
pour choisir la surface la mieux adaptée. Les premières versions du modèle LS introduisent
des erreurs sur l'hystérésis statique et la reconstruction des cycles mineurs décentrés.

T. Chevalier avait mis en évidence, dans ses travaux de thèse [22], l'identité de contribu-
tions dynamiques des cycles d'hystérésis pour une valeur crête quelconque de l'induction.
La surface H0,dyn(B, dB/dt) (Fig. V.2.b) est obtenue en retranchant le cycle statique de la
surface H0(B, dB/dt). Désormais, l'identi�cation d'une seule surface su�t pour retrouver
l'ensemble du comportement dynamique du matériau.

(a) Cycle d'hystérésis statique (b) H0,dyn(B, dB/dt) extraite de la surface totale

H0(B, dB/dt), M330-35A

Figure V.2 � Séparation de la surface dynamique et le cycle d'hystérésis quasi-statique

Ce modèle a été amélioré, dans [33] et [50], pour mieux décrire les cycles d'hystérésis
statiques. Au �nal, il est capable de représenter tous les phénomènes dynamiques et de
reconstruire des cycles mineurs décentrés en présence de composantes continues. Il a été
appliqué pour estimer les pertes fer de plusieurs machines électriques, 3 machines asyn-
chrones et 2 machines synchrones à aimants permanents. La précision est généralement
meilleure que 20%.

En résumé, l'identi�cation et la caractérisation du modèle pour un matériau donné
sont réalisées grâce à la surface H0(B, dB/dt) et au moins deux cycles statiques centrés.
La procédure comporte deux parties :

� identi�cation statique Hstat, qui décrit la propriété quasi-statique du matériau ; Hstat

est exprimé par la somme d'un champ anhystérétique et d'un champ de frottement
modélisant la rugosité du terrain sur lequel se déplacent les parois. Il évolue entre les
deux enveloppes du cycle statique majeur. Il dépend non seulement de l'induction
actuelle mais aussi de l'histoire ;
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� identi�cation dynamique Hdyn, inclut tous les phénomènes dynamiques microsco-
piques : les courants de Foucault dus aux déplacements de parois et la variation du
nombre de parois liée à la fréquence et à l'induction.

Le champ magnétique total est déterminé par la somme du champ statique et du champ
dynamique :

H(B, dB/dt) = Hstat(B, histoire) +Hdyn(B, dB/dt) (V.1)

En connaissant la forme d'onde B(t), le calcul de pertes fer se fait par une simple
intégrale sur la région volumique en question :

1

T

∫
v
H dB (V.2)

Avec, H : champ magnétique total ; B : induction ; T : période.

V.3 Modélisation de l'AFK502

V.3.a Présentation de l'alliage FeCo

Les alliages à 50%Co de type Fe49%Co2%V (AFK502) conjuguent tous les avantages
techniques ou presque : 20% de saturation en plus que FeSi3% non orienté pour des per-
méabilités, champs coercitifs, résistances mécaniques et pertes magnétiques similaires [40].

L'alliage AFK502 a comme inconvénient sa forte sensibilité aux contraintes et son
extrême fragilité à l'état recuit, ce qui oblige à réaliser toutes les opérations de mise en
oeuvre avant un recuit �nal. Ces dernières années ont vu une meilleure maîtrise de la
production sur la performance de cet alliage après un traitement thermique.

La tôle AFK502 d'épaisseur 0.35 mm est plus utilisée dans les alternateurs et action-
neurs aéronautiques. Elle présente une saturation très élevée à 2.35 T et une limite d'élas-
ticité de 300 à 350 MPa obtenues après un recuit optimisé pour les seules performances
magnétiques (850o 1-3h).

Pour des applications de hautes fréquences et de hauts rendements, on utilise de
l'AFK502 optimisé pour de faibles pertes. La réduction d'épaisseur ou l'optimisation du
recuit �nal à 880oC permet de réduire signi�cativement les pertes magnétiques.

Par contre, dans le cas du rotor d'une machine électrique à grande vitesse, les propriétés
mécaniques sont aussi importantes que les propriétés magnétiques car le rotor est soumis
à des contraintes mécaniques engendrées par la force centrifuge. La température de recuit,
qui vise à augmenter la limite d'élasticité vers 400-500 MPa, est alors abaissée à 720-760oC.

L'alliage peut être également produit sous forme de :

� 27%Co de type Fe27%Co0.5%Cr (AFK1) ;
� haut %Co de type Fe94%Co (PhyCoFe) pour des applications de très hautes tempé-
ratures.

L'AFK502 est un matériau très intéressant au plan technique. C'est une des raisons
pour laquelle la nuance AFK502 est sélectionnée pour cette étude. De plus, ses propriétés
magnétiques permettent de valider le modèle LS dans une échelle plus large en induction
et fréquence.
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V.3.b Caractérisation de la tôle AFK502

La caractérisation de l'AFK502 est réalisée en utilisant un cadre Epstein dont les en-
roulements primaires et secondaires comportent 604 spires et 204 spires respectivement
(Fig. V.3). La mesure du courant au primaire I1 et de la tension au secondaire E2 donnent
respectivement le champ à la surface de l'échantillon (Eq. V.3) et l'induction moyenne dans
la tôle (Eq. V.4). On peut y retrouver aussi la puissance dissipée dans le matériau.

(a) Cadre Epstein utilisé (b) Banc de mesure

Figure V.3 � Banc de mesure - cadre Epstein

H =
N1I1

Lm
(V.3)

B =
1

N2S

∫
E2 dt (V.4)

Où, Lm est la longueur du circuit magnétique carré ; S : section de tôles ; N1 : nombre de
spires au primaire ; N2 : nombre de spires au secondaire ; I1 : courant au primaire ; E2 :
tension au secondaire ; B : induction moyenne dans la tôle ; H : champ magnétique.

V.3.b-i Modèle dynamique

Le modèle dynamique est identi�é à 2 Tesla pour FeCo et 1.7 Tesla pour FeSi, pour des
fréquences allant de 50 Hz à 2 kHz. Le signal triangulaire est choisi a�n d'obtenir un dB/dt
bien dé�ni et un contrôle facile sur dB/dt. Les cycles d'hystérésis mesurés sont présentés
à la Fig. V.4.

A partir de ces mesures, le champ dynamique en fonction de B et dB/dt est extrait
comme indiqué à la Fig. V.5. Cette surface est dé�nie comme la di�érence entre le cycle
d'hystérésis en question et le cycle d'hystérésis statique mesuré à 10 Hz. Elle est entièrement
lisse et régulière.

Le champ magnétique dynamique en fonction de B pour di�érentes valeurs de dB/dt
est illustré à la Fig. V.6.a. La saturation magnétique du matériau n'est pas atteinte à cause
des limites de mesure. La distorsion prend de l'importance au moment où l'induction passe
au-delà de 2 Tesla. Cependant, il est tout à fait possible que la valeur crête de l'induction
dépasse 2 Tesla lors d'une simulation par éléments �nis. Pour la continuité du modèle, une
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Figure V.4 � Cycles d'hystérésis mesurés de l'AFK502, 10 Hz - 1.6 kHz

Figure V.5 � Surface H0,dyn(B, dB/dt), FeCo, Bcrête = 2 T

extrapolation est réalisée pour les valeurs de l'induction en dehors de la plage de mesure.
Pour une première approximation, une fonction linéaire est adoptée en assurant l'extension
des enveloppes mesurées vers la saturation magnétique du matériau, c-à-d, les deux points
d'extrême (-Bsat, 0) et (Bsat, 0) sur la �gure V.6.a.

Une comparaison est faite entre les estimations de pertes fer par le modèle LS avant et
après cette extrapolation. On peut remarquer que le modèle d'origine commet des erreurs,
en retranchant simplement les courbes expérimentales Hdyn(B, dB/dt=constant), sur la
reconstruction du cycle dynamique au niveau de la saturation magnétique. L'extrapolation
est e�cace pour s'a�ranchir de cet e�et gênant. L'écart entre les deux (Fig. V.7) pour
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un signal sinusoïdal de 2.2 Tesla à 800 Hz est de l'ordre de 5%. Cette erreur peut être
ampli�ée par la présence des harmoniques et atteint 14% dans le cas de la Fig. V.8, avec
13% d'harmonique 7 déphasé de 60 degré par rapport au fondamental à 800 Hz.

(a) Hdyn(B, dB/dt=constant) (b) Hdyn(B=constant, dB/dt)

Figure V.6 � Extension de mesures

(a) Sans extrapolation (b) Avec extrapolation

Figure V.7 � Sinus 2.2 Tesla, 800 Hz

Le champ dynamique en fonction de dB/dt pour di�érentes valeurs de B est montré à
la Fig. V.6.b. Comme expliqué au paragraphe précédent, une extrapolation est nécessaire
pour les fréquences supérieures aux limites du moyen d'essais car le terme dB/dt est modulé
par la fréquence du signal. Pour la facilité du traitement des données et de l'implémen-
tation du logiciel, la surface dynamique H0,dyn est interpolée par une somme de fonction
polynomiale relativement simple (Eq. V.5), une décomposition en série des variables (B,
dB/dt) pondérées par des coe�cients αmn [33].

Hdyn(B, dB/dt) =

nmax∑
n=0

(

mmax∑
m=0

αmn(dB/dt)m)Bn (V.5)
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(a) Induction (b) Avant et après correction

Figure V.8 � B(t) et cycle d'hystérésis associé : Sinus 2.2 Tesla, 800 Hz + 13% harmonique
7, déphasé de 60o par rapport au fondamental

V.3.b-ii Modèle statique

Le modèle statique est un modèle d'hystérésis scalaire relativement simple mais précis.
Ce modèle est composé d'une contribution anhystérétique et d'une enveloppe hystérétique
statique. A�n de reconstituer un cycle statique quelconque et aussi des cycles mineurs, la
technique d'homothétie [33] est adoptée. A partir de deux derniers points de rebroussement
de B(t) identi�és, une homothétie de l'enveloppe majeure au prorata de la variation entre
les deux extrema du cycle mineur est e�ectuée. L'histoire magnétique est prise en compte
par ce modèle.

Figure V.9 � Cycles d'hystérésis statiques mesurés
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Ce modèle est identi�é pour la tôle FeCo par essais en régime quasi-statique (10 Hz)
avec B(t) triangulaire d'amplitude variant de 0.1 Tesla à 2.2 Tesla (Fig. V.9).

Courbe anhystérétique et enveloppe statique La courbe anhystérétique correspond
à la courbe pour laquelle les parois occupent, d'un point de vue statique, la position de leur
minimum d'énergie dans le champ H0 appliqué. On peut obtenir cette courbe en superpo-
sant au champ H0 un champ alternatif d'amplitude décroissante avec une valeur initiale
su�samment grande devant Hc. L'obtention de cette courbe est très délicate expérimen-
talement. Cependant, elle peut coïncider avec la moyenne, dans le sens de H, des deux
branches du cycle majeur à très basse fréquence [40].

(a) Courbe anhystérétique (b) Enveloppe statique positive

Figure V.10 � Illustration du modèle statique

On réalise cette courbe en moyennant les deux branches (montante et descendante)
d'un cycle mesuré à 10 Hz en signal trapézoïdal (Fig. V.10.a). En soustrayant la courbe
anhystérétique du cycle majeur, on obtient une enveloppe statique majeure dont la forme
est présentée à la Fig. V.10.b.

Fonction homothétie A l'apparition d'un point de rebroussement, on ne peut pas pas-
ser de la courbe montante à la courbe descendante du cycle majeur brutalement et réci-
proquement. Or on suit une courbe intermédiaire établie à partir du cycle majeur et les
deux derniers points de rebroussement enregistrés. Les deux points de rebroussement seront
e�acés une fois les cycles mineurs décrits. Cette loi est décrite par la fonction homothétie.

On n'a besoin que du cycle mesuré à l'induction maximale qu'on peut atteindre expéri-
mentalement (vers 2.2 Tesla pour FeCo). Tous les cycles inférieurs sont des cycles mineurs
centrés reconstruits à partir de ce cycle mesuré et de la fonction homothétie (Fig. V.11.a).

La reconstruction correcte du cycle non-centré avec cette fonction homothétie est im-
portante en cas de présence d'harmoniques (Fig. V.11.b).

Cette fonction �homothétie� dépend du niveau de l'induction, de l'histoire (deux der-
niers points de rebroussement). Pour mieux évaluer cette fonction, on a relevé son évolution
en réel. On a réalisé des mesures avec des signaux d'entrée B de type triangulaire pour
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(a) Reconstitution d'un cycle centré (b) Reconstitution de cycles non-centrés

Figure V.11 � Fonction d'homothétie

(a) Forme de l'induction (b) Cycle mesuré correspondant

Figure V.12 � Cycle à 1.9 Tesla, 10 Hz et retour à 50% de Bmax

bien éliminer les e�ets dynamiques et avec des points de retour à di�érents niveaux de
l'induction, dont un exemple est montré à la Fig. V.12. On obtient la loi d'homothétie en
soustrayant la courbe anhystérétique du cycle mesuré. On constate que la branche �retour�
se rapproche très vite de son enveloppe opposée et puis suit sa forme jusqu'au moment où
∆H tend vers 0.

La fonction �homothétie� est représentée, au �nal, par une fonction polynomiale. Ses
coe�cients traduisent à l'échelle macroscopique les propriétés du matériau modélisé. L'iden-
ti�cation de ces coe�cients est faite dans cette étude par la méthode des moindres carrés
en basant sur les mesures. Une comparaison est faite entre la courbe mesurée et celle
reconstituée par notre fonction homothétie dont le résultat est satisfaisant (Fig. V.13).
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(a) Enveloppe majeure (en bleu) et enveloppe re-

tour (en rouge)

(b) Courbe mesurée et reconstruite

Figure V.13 � Courbes de retour (mesurée et estimée)

V.3.b-iii Validation expérimentale du modèle LS d'AFK

La comparaison est e�ectuée pour di�érentes formes et di�érents niveaux de l'induction,
et les cycles d'hystérésis mesurés et reconstitués ont montré une bonne cohérence. Le cycle
d'hystérésis reconstruit en signal sinusoïdal à 2.1 Tesla et 10 Hz est montré à la Fig. V.14.a.

Ainsi, le modèle est validé avec la présence de di�érents harmoniques (Eq. V.6).

B(t) = Bmax (cos ωt+ αn cos(n ωt+ ϕn)) (V.6)

Avec,Bmax : induction maximale ; n : rang d'harmonique ; αn : pourcentage de l'harmonique
de rang n ; ϕn : déphasage de l'harmonique de rang n par rapport au fondamental.

Citons quelques exemples :

� 25% harmonique 5 avec 180o de déphasage pour une induction maximale de 2 Tesla
à 50 Hz (Fig. V.14.b) ;

� 15% harmonique 11 avec 60o de déphasage pour une induction maximale de 1.6 Tesla
à 50 Hz (Fig. V.14.c) ;

� 10% harmonique 13 avec 180o de déphasage pour une induction maximale de 1.6
Tesla à 50 Hz (Fig. V.14.d).

Une comparaison bien ciblée est présentée au Tab. V.1, où nous nous intéressons aux
harmoniques impairs qui apparaissent couramment dans les machines électriques. Di�é-
rents pourcentages d'harmoniques et déphasages sont étudiés a�n de simuler les conditions
réelles du fonctionnement. Les écarts entre les mesures et les estimations sont généralement
inférieurs à 10%. On peut remarquer que le taux d'harmoniques et leurs déphasages par
rapport au fondamental in�uencent les pertes fer. Ces facteurs peuvent di�cilement être
pris en compte par un modèle analytique.
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(a) Sinus, 2.1 T et 10 Hz (b) Sinus + 25% Harmonique 5 déphasé de 180o, 2

T et 50 Hz

(c) Sinus + 15% Harmonique 11 déphasé de 60o, 1.6

T et 50 Hz

(d) Sinus + 10% Harmonique 13 déphasé de 180o,

1.6 T et 50 Hz

Figure V.14 � Comparaison entre les cycles d'hystérésis mesurés sur les échantillons
d'AFK502 et les cycles reconstruits

V.4 Pertes fer dans la machine à double excitation (MSDE)

Le modèle LS est souvent couplé avec des simulations éléments �nis pour des prédictions
relativement précises de pertes fer [45]. Cependant ce type de simulations, généralement
cher en temps de calcul, ne convient pas au pré-dimensionnement de machines, où la rapidité
de calcul est aussi importante que la précision. Le modèle LS est utilisé, dans cette section,
d'une manière simpli�ée mais e�cace dans l'optimisation de la machine MSDE.

V.4.a Présentation de la méthode de calcul

Dans cette méthode, on suppose que le �ux d'entrefer passe intégralement dans les
dents et puis dans la culasse. En conséquence, la variation de l'induction dans ces deux
régions (Fig. V.15) peut être déduite à partir de la variation de l'induction dans l'entrefer
par deux simples intégrales en fonction de la position angulaire θ (Eq. V.7 et V.8) :
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Pertes fer Pertes fer

Type de signal B (T) f (Hz) estimées (W/kg) mesurées (W/kg) ∆P/P

Sinus 1.5 50 2.84 2.62 −8.2%

Sinus 2 200 36.7 36.9 0.6%

Sinus 2 500 184 186 1.5%

Sinus 2 1000 537 541 0.8%

H3-50-0 1.7 50 6.27 5.71 −9.8%

H3-50-60 1.7 50 4.73 4.48 −5.7%

H3-50-90 1.7 50 4.23 4.13 −2.5%

H3-50-180 1.7 50 3.84 3.82 −0.7%

H5-25-0 2 50 5.1 5.28 3%

H5-25-60 2 50 5.25 5.31 1.2%

H5-25-180 2 50 6.22 6.09 −2%

H7-10-0 1.6 50 3.64 3.34 −9%

H7-10-60 1.6 50 3.6 3.32 −8.6%

H11-15-0 1.6 50 5.49 5.05 −8.7%

H11-15-60 1.6 50 5.46 5.03 −8.5%

H13-10-180 1.6 50 4.59 4.3 −6.7%

Tableau V.1 � Comparaison entre les pertes fer estimées par le modèle LS et celles me-
surées sur les échantillons d'AFK502 par le cadre d'Epstein

(a) Fonctionnement à vide (b) Fonctionnement en charge

Figure V.15 � Formes d'onde déduites à partir de l'induction dans l'entrefer

Bdnt =
1

lds

∫ θ+τd

θ
Bent rsi dα (V.7)

Bcls =
1

hcls

∫ θ+τp

θ
Bent rsi dα (V.8)
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Où, Bent : induction dans l'entrefer ; Bdnt : induction moyenne dans les dents statoriques ;
Bcls : induction moyenne dans la culasse ; lds : largeur de dents ; hcls : hauteur de culasse ;
τd : pas dentaire ; τp : pas polaire ; rsi : rayon intérieur du stator.

Les pertes fer de chaque région sont calculées par l'intégrale :

Pfer =
1

T

∫
v
HdB (V.9)

En supposant que les pertes fer au rotor sont négligeables, avec un rotor feuilleté et un
bobinage réparti, les pertes fer totales sont la somme des pertes dans les dents et la culasse.

Figure V.16 � Cycles d'hystérésis reconstruits pour l'induction moyenne dans les dents
statoriques

Désormais, un seul calcul par éléments �nis en régime statique est nécessaire par point
de fonctionnement dans le cycle de la machine. Le temps de calcul d'une simulation statique
est de l'ordre de quelques millisecondes. L'optimisation, qui implique un nombre conséquent
de calculs mais en régime statique, devient faisable. Cette méthode est aussi utilisée dans
[44]. B(t) est le signal d'entrée du modèle LS pour la reconstitution des cycles d'hystérésis
dans les régions concernées, ex : dans les dents statoriques (Fig. V.16).

La comparaison est e�ectuée entre cette méthode et les calculs par éléments �nis dans
lesquels le modèle LS est appliqué sur chaque noeud de maillage (Tab. V.2). Le temps de
calcul est largement réduit, à 3 secondes environ (Xeon @ 3.33GHz) par calcul, comparé
à 5 minutes par un calcul éléments �nis en transitoire et l'évaluation de pertes fer par
le modèle LS en post-processeur sous FLUX2D. Les écarts présentés au Tab. V.2 pour
di�érents points de fonctionnement sont acceptables.
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Courant d'axe d id (A) 0 -40 -100 0 -40 -100

Courant d'axe q iq (A) 0 0 0 100 100 100

Calcul éléments �nis (FLUX) (W) 30 12 53 47 66 77

Calcul simpli�é (W) 34 12 58 50 53 80

Ecart (%) 13 0 9 6 -20 4

Tableau V.2 � Comparaison entre les pertes fer calculées par FLUX et celles obtenues
par la méthode LS simpli�ée

V.4.b Cartographie de pertes fer en vue de l'optimisation du rendement

Pour évaluer les pertes fer dans la machine, on a besoin de la connaissance de l'induction
dans le temps. Le temps d'évaluation sur une période T = 1/f , c-à-d, la reconstitution du
cycle d'hystérésis, est assez important. Toujours dans l'objectif de la réduction du temps
de calcul, on a choisi de représenter les pertes fer sous forme de cartographies.

Figure V.17 � Pertes fer statoriques en fonction de (Id, Iq) pour If = 6.4 A @ 8000 tr/min

Les pertes fer dépendent de la fréquence et l'évolution de l'induction dans le temps,
autrement dit des courants dans l'axe direct, dans l'axe en quadrature et du courant d'ex-
citation. Un exemple de surface de pertes en fonction des courants statoriques pour une
vitesse donnée (8000 tr/min) et un courant d'excitation de 6.4 A est présenté à la Fig. V.17.
On a remarqué que les pertes fer augmentent avec le courant d'axe q car l'induction est
plus importante avec un courant d'axe q élevé. Elles sont réduites lorsqu'on commence à
dé�uxer la machine par un courant d'axe d négatif car ce dernier crée une réaction d'induit
démagnétisante et réduit l'amplitude de l'induction. Par contre, les pertes fer reprennent de
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l'importance lorsque le courant Id négatif devient important (|Id| > 100). Ceci est dû à la
déformation importante de l'induction et aux harmoniques liés au dé�uxage. Les machines
de structures di�érentes peuvent présenter des surfaces de pertes complètement di�érentes.

La forme de l'induction dans les dents et dans la culasse est obtenue à partir d'un calcul
éléments �nis en régime statique (Fig. V.18). L'induction B(θ), dont θ est la position du
rotor, est supposée indépendante de la vitesse de rotation. Une nouvelle discrétisation dans
le temps permet de transformer B(θ) en B(t) pour une vitesse quelconque. On peut calculer
désormais les pertes fer dans chaque région en appliquant le modèle LS et la somme de ces
pertes donne les pertes totales dans la machine.

Figure V.18 � Présentation de la méthode de cartographies de pertes fer

Les pertes fer peuvent être déterminées, pour un point de fonctionnement quelconque, à
partir des valeurs de courants et de la fréquence par une interpolation de surfaces de pertes.
Couplées avec un algorithme adapté, ces surfaces peuvent être utilisées dans l'optimisation
de machines dans le but de minimiser les pertes totales.

V.4.c In�uence du matériau magnétique sur le comportement de la ma-

chine

Les concepteurs font de gros e�orts pour optimiser la topologie de machines, pour l'amé-
lioration de performances et de rapport rendement/coût. La plupart des optimisations sont
e�ectuées sur la géométrie même de la machine. La bonne utilisation du matériau est sou-
vent ignorée lors du dimensionnement. Pourtant, une utilisation optimale du matériau est
aussi importante pour éviter le surcoût de matières premières et de composants électro-
niques.

La méthode décrite dans la section précédente est utilisée pour comparer deux ca-
tégories du matériau : M330-35A et AFK502 0.5 mm en termes de pertes magnétiques,
d'excitation et de leur impact sur les performances de la machine. En intégrant les lois de
commande, où on �xe comme objectif de minimiser les pertes totales, on compare les pertes
d'excitation, les pertes fer et le rendement sur l'ensemble de plage de fonctionnement. Ce
type de comparaison permet d'avoir une vision globale de l'in�uence du matériau sur le
comportement de la machine.

Pour la première machine, le rotor et le stator sont réalisés avec le matériau en FeSi
classique : M330-35A et la deuxième machine en tôle AFK502 de 0.5 mm d'épaisseur. Le



V.4. Pertes fer dans la machine à double excitation (MSDE) 113

(a) Machine M330-35A (b) Machine AFK502 0.5 mm

Figure V.19 � Comparaison de pertes Joule

(a) Machine M330-35A (b) Machine AFK502 0.5 mm

Figure V.20 � Comparaison de pertes fer

matériau M330-35A est entièrement caractérisé dans les travaux antérieurs [33]. Les géo-
métries de ces deux machines sont identiques. La comparaison est e�ectuée sur l'ensemble
de plage couple-vitesse dé�nie par le cahier des charges et les résultats sont présentés aux
�gures V.19-V.21. On a remarqué que :

� le courant d'onduleur peut être réduit grâce à un matériau de hautes qualités (Fig.
V.19) : Ceci atteint très rapidement 1.7 Tesla avec moins d'excitation. Ainsi le niveau
de saturation est avantageux par rapport aux matériaux classiques. C'est un point
important dans le dimensionnement de la machine, où le couple de démarrage est très
souvent limité par le courant d'onduleur, car le coût de composants électroniques est
proportionnel à ce courant.

� les pertes fer sont plus élevées dans la machine en AFK502 à hautes vitesses (Fig.
V.20), ce qui peut être expliqué par l'épaisseur de tôles utilisées. L'e�et dynamique
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(a) Machine M330-35A (b) Machine AFK502 0.5 mm

Figure V.21 � Comparaison de rendement

est moins important dans la tôle M330-35A de 0.35 mm que dans l'AFK502 de
0.5 mm. La tôle de 0.5 mm d'épaisseur facilite le développement des courants de
Foucault. Cependant, pour une future amélioration, l'AFK502 0.35 mm est toujours
envisageable. A titre indicatif, la caractérisation a con�rmé que le rapport de pertes
magnétiques entre AFK502 d'épaisseur 0.5 mm et 0.35 mm à 1000 Hz est au-delà de
1.5 sachant que nos machines peuvent fonctionner vers 2000 Hz.

� la diminution des courants d'excitation rotorique et statorique conduit à une baisse
de pertes Joule, de température de la machine et une amélioration du rendement
(Fig. V.21) dans la zone de basse vitesse et de très forts courants en particulier car
la machine d'origine en M330-35A est fortement saturée.

V.4.d Validation du modèle LS par la méthode expérimentale de sépa-

ration de pertes

La méthode de séparation de pertes a été appliquée pour déterminer expérimentalement
les pertes fer dans la machine MSDE. Il est à noter que le prototype MSDE est réalisé en
M330-35A. L'idée de la séparation de pertes est d'établir une méthode de détermination
de pertes fer en se fondant sur les mesures de courants et de tensions [17]. On peut obtenir
les pertes fer par l'Eq. V.10 :

Pfer = Pabs − Pu − Pm − Pjs (V.10)

En mode moteur, la puissance absorbée Pabs est la puissance électrique relevée directe-
ment à l'aide d'un analyseur de puissance ; Pu : la puissance utile calculée par C ·Ω ; Pm :
les pertes mécaniques ; Pjs : les pertes Joule statoriques sont évaluées par 3Rs I2

s , dont la
résistance Rs est évaluée en fonction de la température du cuivre.

Le rotor est alimenté par une source de tension externe. C'est la raison pour laquelle les
pertes Joule rotoriques n'apparaissent pas dans le bilan de puissance représenté par l'Eq.
V.10.
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V.4.d-i Validation de pertes fer à vide

Sur le banc à entrainement direct, le prototype MSDE est entraîné par une machine
asynchrone. La puissance absorbée peut être évaluée à partir des mesures du couple (Eq.
V.11). Les pertes fer peuvent être obtenues en soustrayant les pertes mécaniques Pm de
la puissance absorbée Pabs et l'Eq. V.10 devient simplement l'Eq. V.12. Les bobines d'ex-
citation sont alimentées par une source de tension externe. Les pertes Joule rotoriques
n'interviennent donc pas dans cette équation.

Pabs = C · Ω (V.11)

Avec, C : couple mesuré sur l'arbre ; Ω : vitesse de rotation.

Pfer = Pabs − Pm (V.12)

Les relevés ont été faits pour un courant d'excitation de 10 A (Tab. V.3). Il est à
noter qu'on ne dispose que d'un couplemètre dont la valeur nominale est de 100 N.m.
Il n'est pas tout à fait adapté pour des mesures de couple inférieur à 0.5 N.m. Malgré
tout, les résultats sont encourageants et ont con�rmé l'évolution des pertes fer en fonction
de la vitesse. L'écart entre les mesures et les estimations par le modèle LS est de l'ordre
20%-30%, ce qui est cohérent. Pour une prochaine étude plus approfondie, un couplemètre
approprié est indispensable.

Vitesse Température Couple Pabs Pm Pfer Modèle LS Ecart

(tr/min) stator (oC) (N.m) (W) (W) (W) (W) (%)

3000 38.4 0.38 117.7 52.7 65.0 44 32

4000 39.3 0.40 169.2 81.8 87.4 69 21

5000 41.2 0.46 242.1 105.7 136.4 105 23

6000 44.1 0.50 313.0 143.4 169.6 134 20

Tableau V.3 � Pertes fer à vide @ If = 10 A dans le prototype réalisé avec M330-35A

V.4.d-ii Validation de pertes fer en charge

Pour un courant d'excitation donné, la machine MSDE a un comportement équivalent
à une machine à aimants permanents. La machine a été donc testée comme une série des
machines à aimants (Fig. V.22).

Les mesures e�ectuées avec un courant d'excitation de 10 A et pour les di�érentes
vitesses sont présentées au Tab. V.4 . En restant autour de 4.5 kW, le dé�uxage par
le courant d'axe d négatif commence à partir de 4000 tr/min. L'angle d'autopilotage ϕ
augmente avec la vitesse et le courant négatif dans l'axe d devient plus important.

En ce qui concerne les estimations par le modèle LS, les calculs sont e�ectués à l'aide
du logiciel FLUX, où le modèle LS est couplé aux calculs éléments �nis avec la géométrie
exacte de la machine. Les 3 phases sont alimentées par des signaux sinusoïdaux, dont
l'amplitude et l'angle d'autopilotage sont indiqués au Tab. V.4.
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Figure V.22 � MSDE : comportement équivalent de plusieurs machines à aimants perma-
nents

L'écart (∆P/Pmes MLI) peut s'expliquer en partie par l'utilisation de la commande
MLI en réalité, qui introduit des distorsions importantes sur la forme de l'induction. L'im-
pact de MLI sur les pertes fer a été étudié dans [19]. Cette étude a montré que l'utilisation
de MLI en tension introduit des pertes fer supplémentaires dans la machine de l'ordre de
10%-70% en fonction de la puissance et du point de fonctionnement, comparé aux mesures
e�ectuées sur le cadre Epstein avec l'alimentation sinusoïdale. Une autre source d'écart peut
être l'estimation de pertes mécaniques. Cette comparaison entre les pertes fer mesurées et
celles calculées dans la MSDE est cohérente.

Pfer Pfer

n C Is ϕ Pabs Pu η∗ Pm Pjs mesure calcul Ecart

(tr/min) (N.m) (A) (o) (W) (W) (%) (W) (W) MLI(W) LS(W) (%)

3000 13.1 24.9 0 4454 4116 90.6 32 251 55 57 2

4000 10.6 20.3 10 4790 4440 91.0 57 155 138 75 46

6000 7.3 19.8 36 4993 4587 90.2 109 141 157 97 38

8000 5.7 21.5 46 5372 4775 87.4 226 166 205 130 36

10000 4.3 23.4 52 5280 4503 83.9 339 205 233 161 31

Tableau V.4 � Pertes fer obtenues par la méthode de séparation de pertes et celles estimées
par le modèle LS pour If = 10 A, avec la tôle M330-35A (∗ : Pu/(Pabs+Pjr) et Pjr : pertes
Joule rotoriques)

La répartition des pertes dans la machine est présentée à la Fig. V.23. En e�et, ces
points de fonctionnement constituent la frontière séparant la zone de fonctionnement en
régime permanent et transitoire. La puissance de la MSDE augmente avec le courant d'ex-
citation (Fig. V.22). D'après les essais e�ectués auparament, le rotor peut tenir de manière
permanente 100 W de pertes, ce qui correspond à une puissance utile de 4.5 kW environ.
La répartition des pertes a con�rmé que les pertes principales dans cette machine sont donc
les pertes mécaniques, les pertes Joule statoriques et les pertes fer statoriques.
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Figure V.23 � Di�érentes pertes dans la machine pour If = 10 A (pertes Joule rotoriques
90 W)

V.5 Domaine d'application du modèle LS

On résume, par quelques paragraphes, le domaine d'application du modèle LS. Pour
ce modèle, le comportement du matériau est entièrement dé�ni par la caractérisation du
matériau. Son utilisation nécessite juste la connaissance de l'évolution de l'induction dans
le temps. De ce fait, il est en général couplé avec des simulations éléments �nis (Fig. V.24).
L'induction B(t) et sa variation dB/dt sont obtenues pour chaque élément du maillage. La
variation de l'induction, considérée bidimensionnelle dans le plan de la tôle, est décomposée,
à chaque instant, selon l'axe parallèle (noté axe //) et l'axe perpendiculaire (axe ⊥) d'un
repère local, dont le premier correspond à la direction le long de laquelle l'induction est
maximale [33]. La somme des pertes dans les deux axes (pertes// et pertes⊥) représente les
pertes élémentaires tandis que les pertes totales instantanées sont la somme des pertes de
tous les éléments.

Le modèle LS peut être utilisé également d'une manière simpli�ée comme nous l'avons
expliqué et e�ectué dans la section V.4 en basant sur une décomposition grossière de la
géométrie et l'obtention de la forme de l'induction de la région concernée à partir de l'in-
duction dans l'entrefer. Cette méthode, bien plus économique en temps de calcul, nécessite
un seul calcul par éléments �nis en statique et est mieux adaptée pour l'optimisation de
machines.

Lors du dimensionnement de la MSDE avec un bobinage réparti, on a considéré que
les pertes fer dans un rotor feuilleté, essentiellement dues aux harmoniques de denture,
sont négligeables. Cette hypothèse n'est plus valable pour un bobinage concentré. Ce type
de bobinage, riche en harmoniques, peut conduire à des pertes magnétiques élevées qui
doivent être reconsidérées.

Lorsque le rotor tourne à la même vitesse que le champ tournant créé par les courants
statoriques, le capteur placé à la surface du rotor observe une composante continue super-
posée à la variation des harmoniques de denture (Fig. V.25). La composante continue ne
produit pas de pertes mais elle polarise les pôles et in�uence le développement du cycle
d'hystérésis. Pour avoir une estimation correcte de pertes fer dans le rotor, il est indis-
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Figure V.24 � Application du modèle LS dans un calcul éléments �nis

Figure V.25 � Cycles d'hystérésis reconstruits en présence d'une composante continue

pensable de prendre en compte cette composante. Le modèle LS est capable de le faire
naturellement.

V.6 Conclusion

Le modèle LS est un modèle basé sur une série de caractérisations spéci�ques du maté-
riau. On a présenté ce modèle au long de la caractérisation d'un nouveau matériau, l'alliage
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FeCo AFK502. Ses avantages techniques ont été jugés utiles pour la validation du modèle
LS sur une plage d'excitation et de fréquence plus étendue. Ainsi, ses propriétés techniques
peuvent être intéressantes pour les nouveaux besoins de l'industrie automobile. Le modèle,
établi pour la nuance AFK502, a été testé avec des signaux composés de di�érents har-
moniques. Comparé aux mesures réalisées sur le cadre d'Epstein standard, la précision du
modèle a été prouvée meilleure que 10%.

Le modèle LS est souvent couplé avec des simulations éléments �nis pour une estimation
de pertes fer relativement précise. Cette approche a été appliquée à la machine MSDE sur
les points de fonctionnement critiques et aussi sur une machine à gri�es présentée en
annexe C. Les résultats de calcul, en comparaison avec les mesures de séparation de pertes,
semblent raisonnables.

Ce type de calculs, satisfaisant en précision, ne peut pas être appliqué directement à
l'optimisation de la machine. Le temps de calcul est un critère important dans le choix du
modèle lorsqu'il s'agit d'une optimisation complète de machines dans laquelle un nombre
important de paramètres doivent être analysés. Le modèle LS a été donc couplé avec des
calculs éléments �nis en statique. La méthode a été utilisée dans l'analyse de la MSDE et
a montré son e�cacité.

De cette approche, les avantages du matériau FeCo ont été con�rmés par rapport aux
tôles classiques FeSi. Dans la partie linéaire du fonctionnement du matériau, l'AFK502 né-
cessite moins d'excitation pour atteindre un niveau d'induction équivalent à son homologue
grâce à une meilleure perméabilité. Néamoins, l'AFK502 de 0.5 mm d'épaisseur produit
plus de pertes (comparé à M330-35A) à hautes fréquences à cause des e�ets dynamiques
car une telle épaisseur favorise le développement des courants de Foucault. Pour une future
amélioration, la tôle AFK502 de 0.35 mm d'épaisseur peut être e�cace pour réduire les
courants de Foucault et les pertes associées.
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Ce travail a consisté à concevoir une nouvelle structure d'alterno-démarreurs entraî-
nés par courroie d'accessoire du moteur thermique pour l'application aux véhicules hy-
brides et électriques. Le rendement, la puissance massique, la capacité de dé�uxage sont
les contraintes fortes pour le dimensionnement de la machine. Après avoir analysé des
di�érentes machines, on s'est intéressé en particulier à la famille de machines à double ex-
citation. Ayant deux types d'excitation, ces machines peuvent fonctionner dans une plage
bien plus étendue que celle des machines à aimants permanents.

La machine à gri�es, largement utilisée dans le secteur automobile, fait partie de la
famille de machines à double excitation et a fait l'objet de beaucoup d'études. Il a été
jugé nécessaire de compléter l'analyse par une étude de pertes fer (Annexe C). Il a été
démontré expérimentalement, par la méthode de séparation des pertes, que les pertes fer
sont élevées dans ce type de machines. L'utilisation d'un matériau massif au rotor facilite
le développement des courants de Foucault et introduit des pertes considérables à haute
vitesse, ce qui pénalise le rendement de ces machines.

Pour améliorer le rendement, on a fait le choix de diminuer les pertes fer en transformant
la machine à gri�es en une machine 2-dimensionnelle présentée dans le chapitre II. La
bobine centrale a été remplacée par des bobines autour des pôles. Comme dans toutes
les machines à double excitation, le réglage du �ux s'e�ectue par la variation du courant
d'excitation rotorique.

La possibilité du réglage du �ux o�re un degré de liberté supplémentaire dans le contrôle
de la machine. Grâce à ce degré de liberté, la machine peut être dimensionnée de manière
que la zone du meilleur rendement coïncide avec la zone de fonctionnement la plus sollicitée.
Le modèle de réseaux de réluctances est utilisé dans l'optimisation de la machine pour son
avantage en temps de calcul. La machine obtenue permet de minimiser les pertes totales
sur le point de fonctionnement identi�é comme étant le plus sollicité et de respecter les
contraintes électriques et géométriques. En fonctionnement à vide, elle présente peu de �ux
au stator avec un courant d'excitation nul. Cette con�guration permet d'obtenir un bon
rendement à faible et mi-puissance à des vitesses élevées car le dé�uxage est réalisé par une
simple diminution ou annulation du courant rotorique au lieu d'un courant négatif dans
l'axe d au stator, ce qui implique une diminution de pertes Joule.

Les pertes fer ont été évaluées par le modèle LS, un modèle d'hystérésis dynamique
scalaire. La construction du modèle nécessite un ensemble de caractérisations spéci�ques
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du matériau, mais une fois le modèle identi�é, les utilisateurs n'ont plus à se soucier des
caractéristiques B(H) du matériau. On est en mesure de reconstruire des cycles d'hystérésis
et d'évaluer les pertes associées avec la connaissance de B(t) sans passer par des coe�cients
de correction. A l'aide d'une version simpli�ée de ce modèle, on a pu montrer l'intérêt de
la tôle AFK502 dans l'application de la machine MSDE. L'utilisation d'un tel matériau de
haute qualité permet de réduire les pertes Joule, le courant d'alimentation et par conséquent
le coût de l'onduleur.

Plusieurs prototypes ont été réalisés dans le cadre de cette thèse, dont deux sont dé-
diés aux essais non fonctionnels tels que les essais mécaniques de survitesse et de fatigue,
les essais thermiques, etc. Les essais thermiques, ayant pour objectif d'évaluer les limites
thermiques de la MSDE, la puissance maximale transitoire et permanente, ont montré des
résultats très intéressants. Deux prototypes fonctionnels, ayant pour objectif de valider
le comportement de la machine, ont pu être testés pour les di�érentes zones de fonction-
nement et montré des résultats très encourageants et cohérents en comparaison avec les
calculs.

En ce qui concerne la partie commande, l'onduleur de Parvex est utilisé pour les essais
préliminaires en attendant la carte de commande Valeo. La MSDE, considérée comme une
série des machines à aimants permanents, a été testée pour plusieurs courants d'excita-
tion. Les valeurs du couple relevées C(Is) pour di�érents niveaux d'excitation sont tout à
fait cohérentes en comparaison avec les simulations, ce qui a permis de con�rmer le bon
fonctionnement de la structure et de valider notre méthodologie de dimensionnement. Ces
essais ont pu montrer que le rendement de la machine présentée au chapitre IV est meilleur
que 90% dans la zone du fonctionnement la plus sollicitée. L'étude a montré également
le phénomène de saillance de cette machine à double excitation. L'angle d'autopilotage
optimal varie en fonction du courant d'excitation. A faible excitation, le couple réluctant
est primordial tandis que le couple synchrone prend de l'importance au fur et à mesure que
l'excitation augmente. Ainsi, à forts courants, la saturation a tendance à atténuer l'e�et
de saillance. Cette constatation peut être mise à pro�t pour le contrôle de la machine a�n
d'obtenir un meilleur rapport de couple/courant statorique pour toutes valeurs du courant
d'excitation.

Pendant cette thèse, nous avons étudié une structure innovante de machine à double
excitation et montré son intérêt pour l'application automobile. Ceci ne marque qu'un début
de l'étude pour ce type de machines. Ces travaux de thèse se comportent en deux parties,
dont l'une est sur la machine même, l'autre est consacrée au matériau, à l'utilisation et la
modélisation du matériau. Une utilisation optimale du matériau permettra d'aboutir à un
coût du système, machine avec l'électronique, plus intéressant. En perspective, une étude
plus approfondie nous semble nécessaire en vue de maîtriser le comportement exact de la
MSDE et son contrôle, d'apporter des éventuelles améliorations sur ses performances et
d'aboutir à une machine commercialisable tout en respectant les contraintes du processus.
L'étude de pertes fer mérite d'être complétée par une validation expérimentale lors du fonc-
tionnement normal en prenant en compte l'alimentation car l'utilisation de la commande
MLI augmente les pertes d'une manière non négligeable.



Annexe A

Protocoles d'essais

A.1 Essais mécaniques

Pour mesurer les pertes mécaniques :

� Les aimants doivent être remplacés par des blocs en acier (aluminium) a�n de ne pas
trop modi�er la masse du rotor et la condition aéraulique ;

� Les phases statoriques sont découplées et le triangle ouvert en cas d'un couplage en
triangle pour éviter toute circulation du courant ;

� Le rotor n'est pas excité.

On mesure le couple sur l'arbre en faisant varier la vitesse de rotation de 0 jusqu'à 12000
tr/min. On utilise le banc d'essais à entraînement direct avec une machine asynchrone
comme moteur d'entraînement, couplée à un couplemètre. On dispose aussi d'une enceinte
thermique pour réguler la température. Les mesures se font à température ambiante (25oC)
et à 100oC car la température a un e�et important sur le lubri�ant.

A.2 Essais thermiques

A.2.a Capacité d'évacuation des pertes au rotor

Pour des raisons de simplicité, ces mesures s'e�ectuent avec le rotor à l'arrêt. L'objectif
est d'avoir une bonne idée des pertes qu'on peut évacuer au rotor et aussi de déterminer la
constante de temps thermique. Le rotor est muni de 4 thermocouples, dont deux se situent
dans l'espace inter-bobines à l'avant et les autres à l'arrière. On augmente progressivement
la puissance dissipée dans les bobines tandis que la température ne dépasse pas 170oC.

On relève les valeurs du courant et de la tension pour pouvoir retrouver la puissance
dissipée maximale, correspond à 170oC.

A.2.b Capacité de dissipation des ventilateurs

Premièrement, on détermine l'enveloppe maximale de la puissance dissipée pour des
vitesses de 1000 tr/min à 16000 tr/min. Pour ne pas introduire des pertes fer, qui sont plus
délicates à déterminer, on relie les 3 phases en série et alimente le stator en courant continu.
On augmente le courant en veillant à ce que les températures relevées par les thermo-
couples ne dépassent pas 180oC. L'enveloppe maximale correspond aux puissances lorsque
les températures moyennes des thermocouples atteignent 180oC. Les mesures doivent être
e�ectuées en état thermique stabilisé (20 minutes environ).

Deuxièmement, on trace une cartographie de températures pour des puissances et vi-
tesses dans la plage de l'enveloppe maximale.
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A.3 Essais fonctionnels

Dans un premier temps, on n'e�ectue que des essais en mode moteur.

A.3.a Essais à vide

On alimente les bobines rotoriques par une source externe en tension et on relève les
valeurs de f.e.m. en fonction du courant d'excitation à 2000 tr/min. Il faut veiller à ce
que la puissance dissipée ne dépasse pas la limite dé�nie par les essais thermiques (section
A.2.a). Et puis, on inverse le courant d'excitation, l'augmente progressivement et relève
pareillement la f.e.m. en fonction du courant. Ces mesures permettent de con�rmer la
valeur du courant rotorique nécessaire pour annuler entièrement le �ux.

Pour connaître les harmoniques dans la machine, un enregistrement des formes de
tensions entre phases et outre phase-neutre est nécessaire.

A.3.b Essais en charge

Dans un premier temps, on utilise l'onduleur <PARVEX> pour véri�er le fonctionne-
ment de la machine. La MSDE est considérée comme une machine à aimants permanents
pour les courants d'excitation �xés à If = 2.5, 5, 7.5, 10, 15 et 20 A. On mesure, à 1000
tr/min, le couple en fonction du courant statorique C(Is). A partir de 3000 tr/min, la
connaissance du rendement (obtenu par C · Ω/Pelec, et Pelec relevée via un analyseur de
puissance) est indispensable a�n de valider les calculs de pertes.

A.3.b-i Couplage en étoile

A�n d'étudier les harmoniques dans la machine, pour le couplage en étoile, il faut sortir
le point neutre pour accéder aux tensions homopolaires.

A.3.b-ii Couplage en triangle

On ajoute un câble de grande section pour accéder au courant circulant dans le triangle
et pour ne pas introduire de résistance supplémentaire. Pour chaque point de mesure,
on enregistre la forme du courant homopolaire et du courant de ligne pour une analyse
spectrale.

Pour une machine en couplage triangle, les courants homopolaires ne circulent que
dans le triangle. Par conséquent, le taux d'harmoniques est réduit dans la machine et les
pertes fer sont moindres. En revanche, les courants homopolaires produisent des pertes
Joule supplémentaires. L'idée est donc de s'assurer que le bilan sur les pertes (fer et Joule)
est favorable.

A.4 Essais de séparation des pertes

Connaissant les pertes mécaniques issues de la section A.1, les mesures du courant et
de la tension dans la section A.3.b, on peut déduire les pertes fer en retranchant les pertes
mécaniques, les pertes Joule stator et rotor et la puissance utile de la puissance électrique
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absorbée. Ces mesures permettront de connaître la répartition des di�érentes pertes dans
la machine et de valider également le modèle de pertes fer.





Annexe B

Résultats d'essais

B.1 Pertes mécaniques

Figure B.1 � Scénario de mesure à 25oC température ambiante

Figure B.2 � Scénario de mesure à 100oC température ambiante
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Les essais sont e�ectués en mode automatique et les relevés sont faits après 6h de rodage.
Le changement de vitesse est e�ectué au bout de 5 minutes. Les mesures sont répétées 3
fois pour les températures de 25oC et de 100oC. Les variations du couple sur les paliers de
vitesse sont probablement dues à l'instabilité du contact du système bagues/balais.

Figure B.3 � Couple mesuré à 25oC température ambiante

Figure B.4 � Couple mesuré à 100oC température ambiante
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B.2 Essais fonctionnels

B.2.a Fonctionnement aux basses vitesses

Figure B.5 � Comparaison entre les calculs et les mesures du couple et de la tension à 2.5
A d'excitation et à 1000 tr/min
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Figure B.6 � Comparaison entre les calculs et les mesures du couple et de la tension à 7.5
A d'excitation et à 1000 tr/min
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Figure B.7 � Comparaison entre les calculs et les mesures du couple et de la tension à 15
A d'excitation et à 1000 tr/min
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B.2.b Fonctionnement dans la zone de dé�uxage

On rappelle par la �gure B.8 le scénario d'essais pour le courant d'excitation If = 10 A.
Pour un courant d'excitation donné, on fait varier le courant Is entre Ismin et Ismax . Ismin est
le courant minimal injecté pour dé�uxer la machine, pour que la tension ne dépasse pas la
limite du bus continu tandis que Ismax est le courant maximal modulable. L'enregistrement
a été e�ectué sous 10 Hz pendant toute la durée des essais. On peut y retrouver le couple
(moyennant sur 20 points de mesure), l'évolution des températures, le courant d'excitation
et la tension des petits balais. Dans la première �gure (en haut à gauche), chaque palier
du couple correspond à un changement de la valeur du courant statorique.

Figure B.8 � Extraits des données enregistrées du banc d'essais (608) pour 10 A d'exci-
tation



Annexe C

Pertes fer dans une machine à gri�es

Depuis 1960, la machine à gri�es est largement utilisée dans l'industrie automobile grâce
à sa fabrication simple et son faible coût. Malgré ses nombreux avantages, son faible rende-
ment est toujours un des soucis principaux. Les constructeurs automobile et équipementiers
travaillent à améliorer les performances de la machine.

Cette étude est consacrée à la compréhension du fonctionnement de ces machines à
gri�es et des phénomènes physiques associés à sa complexité. La machine que nous avons
étudiée comprend des aimants interpolaires. Elle fait partie aussi des machines à double
excitation.

C.1 Contexte du travail

Dans une machine à gri�es, les gri�es ne présentent pas de polarité à l'origine. Elles
forment des pôles N-S en canalisant le �ux créé par une bobine centrale (Fig. C.1). Les
fuites inter-gri�es peuvent donc être importantes avec la saturation. Les aimants inter-
polaires sont introduits, d'une part, pour diminuer les fuites et l'autre part renforcer le �ux
créé par la bobine centrale.

(a) Chemin principal du �ux [2] (b) Rotor d'une machine à

gri�es

Figure C.1 � Illustration d'une machine à gri�es

A ces jours, les alternateurs à gri�es sont plus compacts bien que les puissances délivrées
soient de plus en plus importantes. Ils peuvent délivrer un courant supérieur à 200 A
vers la batterie. Par conséquent, le sur-échau�ement devient un sujet inévitable dans le
dimensionnement de la machine.
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La machine à gri�es est relativement simple à fabriquer, cependant elle présente une
géométrie très complexe. La particularité du rotor tridimensionnel est la cause de la com-
posante axiale de l'induction dans le stator. Les gri�es réalisées en acier massif favorisent
le développement des courants de Foucault et la génération de pertes fer dans cette partie.
Plusieurs auteurs ont contribué à la compréhension des phénomènes physiques du transfert
thermique, à l'amélioration de la méthodologie de modélisation dans l'objectif de prédire
la température lors de la conception, et à l'amélioration du système de refroidissement [59]
[66].

Une autre piste plus radicale pour diminuer l'échau�ement est de réduire les pertes dans
la machine. C'est une des raisons pour laquelle nous avons investi dans la recherche des
pertes notamment des pertes fer. De plus, une estimation correcte des pertes est primordiale
pour la modélisation thermique.

C.2 Méthode expérimentale de la séparation de pertes

Le faible rendement des alternateurs à gri�es peut être expliqué par les di�érentes
pertes dissipées lors de la transformation de puissance mécanique en puissance électrique
(Fig. C.2). Les pertes peuvent être classées en 4 catégories :

Figure C.2 � Bilan énergétique d'un alternateur à gri�es

� les pertes mécaniques dues aux roulements et au frottement entre les bagues et les
balais ;

� les pertes aérauliques dues aux mouvements des roues polaires et des ventilateurs ;
� les pertes Joule dissipées dans les bobines et les ponts de diodes ;
� les pertes fer dans le circuit magnétique.
Les pertes fer sont donc calculées en retranchant la puissance utile et toutes les autres

pertes dans la machine, de la puissance mécanique absorbée, selon le bilan de puissance
d'un alternateur (Fig. C.2) :

Pfer = Pabs − Pu − Pm − Pjr − Pjs − Pjd (C.1)

Où, Pabs : puissance mécanique absorbée ; Pu : puissance électrique utile ; Pm : pertes
mécaniques ; Pjr : pertes Joule rotoriques ; Pjs : pertes Joule statoriques ; Pjd : pertes
Joule dans le pont de diodes.

C.3 Pertes fer au stator

A cause de la forme trapézoïdale des gri�es, des études antérieures [17] ont montré
que l'induction ne se propage pas seulement dans le plan des tôles du stator. Il existe
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une composante axiale de l'induction, dont la fréquence est le double de la fréquence de
synchronisme et qui est due à la variation de réluctance du rotor tridimensionnel (Fig.
C.3).

(a) Capteur (b) Composante axiale de l'induction

Figure C.3 � Composante axiale due à la variation de réluctance du rotor

En réalité, le stator est anisotrope à cause du feuilletage, ce qui a comme objectif à
l'origine de réduire les courants de Foucault et de diriger le �ux magnétique. Il est donc
important de prendre en considération ce facteur dans les calculs. Pour les simulations, on
utilise le modèle anisotrope équivalent, implémenté dans le logiciel d'éléments �nis FLUX.
Dans ce modèle, la perméabilité relative dans la direction axiale est dé�nie par :

µa =
µ

cf + (1− cf)µr
(C.2)

Où, µr : perméabilité locale du matériau ferromagnétique, qui dépend du point de fonc-
tionnement du matériau ; cf : coe�cient de foisonnement, le rapport de longueur du
fer/longueur totale.

Les simulations sont faites pour un stator feuilleté et un stator non feuilleté et non
conducteur. On se base sur le modèle LS, couplé aux calculs éléments �nis. Les résultats
ont montré, qu'à 3000 tr/min, la composante axiale de l'induction est largement réduite
(Fig. C.4). Ceci est dû à l'e�et du feuilletage. Le stator feuilleté est plus saturé dans le
plan des tôles (Fig. C.5). On observe aussi une légère diminution du débit, ce qui peut
s'expliquer par la réduction de la longueur e�ective du paquet de tôles.

Au niveau des pertes fer, on obtient 43 W pour le stator massif et 56 W pour le stator
feuilleté. Cette di�érence peut être expliquée par le fait que l'induction est plus importante
dans le plan X-Y d'un stator feuilleté que celui de son homologue massif à cause de la
réduction de la composante axiale. Cependant les pertes fer générées par les courants de
Foucault liés à la composante axiale ne sont pas prises en compte dans ces calculs car
tous les modèles à la base de la caractérisation du matériau par le cadre Epstein sont
bidimensionnels.
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(a) Composante axiale de l'induction (b) Débit

Figure C.4 � Comparaison entre un stator massif, non conducteur et un stator feuilleté

Figure C.5 � Dégradé de l'induction pour le stator feuilleté et massif, non conducteur

Dans l'application automobile, la consigne du courant est spéci�ée selon la vitesse a�n
de garantir le bon fonctionnement des composants électroniques embarqués. Dans ces condi-
tions, l'alternateur à gri�es doit être optimisé en termes de rendement, i.e. en minimisant
les pertes totales. Les simulations sont e�ectuées pour deux catégories du matériau : M800-
50A et M330-35A. La comparaison est faite pour trois valeurs de charge 20, 110, 200 A et
deux vitesses 6000 tr/min (Tab. C.1) et 10000 tr/min (Tab. C.2).

D'après les simulations, le rapport est proche de 3 entre les pertes fer dans la machine
M800-50A et celles de M330-35A. Ayant une épaisseur plus faible, la tôle M330-35A pré-
sente moins d'e�ets dynamiques à telles fréquences d'excitation, et par conséquent moins
de pertes fer. On a aussi remarqué que les pertes statoriques ne sont pas aussi sensibles à la
fréquence d'excitation. A hautes vitesses, cette machine est pratiquement en court-circuit,
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Tableau C.1 � Estimation des pertes fer @ 6000 tr/min

20 A 110 A 200 A

M800-50A 30 W 71 W 118 W

M330-35A 10 W 24 W 43 W

Tableau C.2 � Estimation des pertes fer @ 10000 tr/min

20 A 110 A 200 A

M800-50A 33 W 110 W 227 W

M330-35A 11 W 41 W 84 W

Tableau C.3 � Les pertes fer mesurées et celles estimées par le modèle LS @ 6000 tr/min
pour un stator en M800-50A

20 A 110 A 200 A

Simulation (stator) 30 W 71 W 118 W

Mesure (stator & rotor) 53 W 152 W 239 W

et le niveau d'induction est donc plus faible.
A�n de valider ces estimations de pertes fer par le modèle LS, une comparaison est

e�ectuée entre les simulations et les mesures par la méthode de séparation des pertes. Le
Tableau C.3 présente une comparaison qualitative. Les mesures incluent les pertes stato-
riques et rotoriques alors que les calculs ne prennent en compte que les pertes statoriques.
Etant en matériau massif, le modèle LS n'est pas applicable au rotor. Malgré tout, les
résultats nous semblent raisonnables.

Les pertes fer dans le rotor ne sont pas négligeables du fait de l'utilisation du matériau
massif, toutefois l'estimation de ces pertes est délicate. Ce sujet fait l'objet de la prochaine
section.

C.4 Pertes fer au rotor

Depuis des années, l'estimation des pertes fer dans le rotor d'une machine à gri�es est
un point bloquant dans le dimensionnement de machines. L'estimation de ces pertes est très
délicate. La méthode analytique n'est pas assez précise, car aucune formulation ne permet
de modéliser un phénomène aussi complexe. L'erreur d'estimation atteint facilement 200%.
Quant à la méthode de calcul par éléments �nis, la di�culté peut être expliquée par le
nombre de Peclet [58] :

Pe =
v · l · µ · σ

2
(C.3)

Où, v présente la vitesse ; l : longueur caractéristique d'un élément dans le sens du mouve-
ment ; µ : perméabilité du matériau ; σ : conductivité électrique.

Il est préférable d'avoir un nombre de Peclet faible pour la bonne convergence du pro-
blème. Cependant une vitesse élevée, une forte conductivité ou une perméabilité importante
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conduisent à un nombre de Peclet élevé. C'est la raison pour laquelle, dans les travaux de
G. Henneberger [36], les calculs sont réalisés avec des valeurs de conductivité réduites et
pour des basses fréquences. Une extrapolation est nécessaire pour retrouver les pertes fer
qui correspondent aux valeurs de conductivité et de vitesse réelles.

C.4.-i Mouvement du stator

Le développement des courants de Foucault est produit par le mouvement du rotor et les
harmoniques de denture. On voit une composante continue se superposer aux harmoniques
de denture si l'on se place dans le repère du rotor comme ce qui est montré à la Fig. C.6.
L'ondulation importante de cette courbe est l'origine des courants de Foucault.

(a) Position du capteur (b) Induction vue par rotor

Figure C.6 � Induction radiale à la surface des gri�es (1/2 période électrique)

Pour e�ectuer le calcul des courants de Foucault, on a introduit la notion du mouvement
relatif. Le rotor est à l'arrêt et c'est le stator qui tourne, car la rotation du rotor fait
compliquer la formulation du problème et rend le problème très di�cile à converger en
combinant avec un nombre de Peclet élevé. Dans les calculs, on alimente les phases et fait
tourner le stator de manière que le rotor ne voit qu'une composante continue de l'induction
superposée aux harmoniques de denture. L'objectif est de reproduire le phénomène dans
les mêmes conditions qu'en fonctionnement normal, c-à-d, quand l'alternateur débite dans
la batterie à travers des ponts de diodes. Dans ce cas, la vitesse relative entre le rotor et le
champ magnétique créé par les phases est nulle.

Le calcul est e�ectué dans un premier temps pour 3000 tr/min, avec une perméabilité
relative du rotor constante et égale à 100. Le choix d'une telle perméabilité est justi�é
par le fait que le rotor est polarisé par la bobine d'excitation et les aimants. Ce qui nous
intéresse dans le calcul des courants de Foucault, c'est la variation autour de ce point de
fonctionnement du matériau. Les courants de Foucault dans les gri�es sont présentés à la
�gure C.7.a. Les lignes du courant se forment en face des dents statoriques, où se trouve
la variation du �ux la plus prononcée. On peut observer l'e�et de la réaction magnétique
d'induit à la Fig. C.7.b. La réaction d'induit a un e�et magnétisant en entrant le pôle et
un e�et démagnétisant en sortant de ce pôle. C'est la raison pour laquelle la répartition
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des courants de Foucault n'est pas symétrique à la surface des gri�es.
Les pertes fer associées peuvent être calculées en faisant une simple intégrale sur la

région volumique : ∫
J2ρ dV (C.4)

Où, J : densité du courant ; ρ : résistivité électrique.

(a) Lignes des courants de Foucault

(b) Dégradé de densité du courant

Figure C.7 � Courants de Foucault dans les gri�es @ 3000 tr/min

On obtient pour 3000 tr/min, 28 W de pertes fer dans le rotor pour une perméabilité
relative de 100, 35 W de pertes fer dans le stator avec le modèle LS, soit 63 W de pertes
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fer totales. D'après les mesures de séparation des pertes, les pertes fer totales sont à 86 W.
On a un écart de 27%, ce qui inclut aussi la dispersion des mesures.

C.4.-ii Aller plus loin en fréquence

Avec le mouvement relatif, on a pu éviter le terme de vitesse dans la formulation
du problème des courants de Foucault. Mais le maillage reste un point qui mérite toute
notre attention. A hautes vitesses, l'épaisseur de peau (Eq. C.5) devient très faible. Et
il est souhaitable d'avoir deux couches d'éléments dans cette profondeur, ce qui exige un
maillage extrêmement �n.

δ =
1√

π f σ µ
(C.5)

Où, f : fréquence ; σ : conductivité électrique ; µ : perméabilité.

Figure C.8 � Impédance surfacique construite pour le rotor à gri�es

Dans les travaux antérieurs [64], la méthode de l'impédance surfacique [34] est utilisée
pour s'a�ranchir du problème de maillage dû à l'épaisseur de peau. La région du type
d'impédance surfacique construite pour une machine à gri�es est présentée à la Fig. C.8.
Pour tenir compte de la conductivité réelle du rotor, la machine est à l'arrêt. La méthode
a été prouvée e�cace mais elle nécessite d'être adaptée pour notre application.

G. Henneberger a utilisé, dans ses travaux [37], le maillage adaptatif. Pour un pas
adaptatif, certain pourcentage des éléments, ayant les erreurs locales les plus élevées, dans
la région de courants de Foucault sont ra�nés.

Dans nos études, la dimension de la machine est assez conséquente et compte tenu de
la complexité de la géométrie tridimensionnelle, il est impossible de respecter le critère du
maillage, imposant 2-3 couches d'éléments dans l'épaisseur de peau. Ainsi pour le calcul des
pertes fer rotoriques à 3000 tr/min, on a utilisé un maillage �n, avec 1.5 couches d'éléments
dans la profondeur où les courants de Foucault se développent et un maillage grossier dans
les autres régions, en particulier les volumes d'air en dehors de la machine.

Pour aller encore plus loin en vitesse et avoir un temps de calcul raisonnable, la combi-
naison de la méthode d'impédance surfacique avec le mouvement relatif est nécessaire. Ce
qui n'est pas le cas aujourd'hui.
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C.5 Conclusion

Une étude de pertes dans une machine à gri�es a été menée dans cette section. Les
pertes principales identi�ées sont les pertes Joule statoriques, les pertes dans les ponts de
diodes, les pertes mécaniques et les pertes fer. On s'est intéressé essentiellement aux pertes
fer, dont l'évaluation n'est pas évidente dans une géométrie complexe telle qu'une machine
à gri�es.

Avec l'idée du mouvement relatif, on a pu réaliser les calculs de courants de Foucault et
quanti�er les pertes fer dans le rotor pour des vitesses inférieures à 6000 tr/min. Au-delà
de cette vitesse, le maillage devient di�cile à cause de l'épaisseur de peau. Les résultats
ont con�rmé tout de même l'importance des pertes fer dans les gri�es massives, soumises à
une variation importante du champ magnétique à fréquence élevée. Ce type de calculs nous
permet, pour la première fois, de re-boucler les simulations avec les mesures expérimentales.

Le faible rendement d'une machine à gri�es peut di�cilement satisfaire les nouveaux
besoins des constructeurs automobile en vue de réduire les émissions CO2. Et aussi pour
s'a�ranchir de ces problèmes de pertes, on a transformé la machine à gri�es en une nouvelle
structure de machine à double excitation, qui a fait l'objet principal de cette thèse.
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Etude et Mise au Point d'une Nouvelle Famille
d'Alterno-Démarreurs pour Véhicules Hybrides et

Electriques

Résumé

Les travaux de cette thèse concernent une nouvelle structure de machine synchrone à
double excitation (MSDE) pour une application aux véhicules hybrides et électriques. Ce
type de machines, ayant deux sources d'excitation, béné�cie d'un degré de liberté supplé-
mentaire et d'un contrôle facile du �ux.

Le mémoire de thèse traite principalement de cette nouvelle structure. La machine est
dimensionnée pour répondre à un cahier des charges pour une application aux véhicules
hybrides. La validation expérimentale a con�rmé le bon fonctionnement de la structure et
a montré son intérêt.

Un facteur important dans le dimensionnement de la machine est l'aspect thermique car
les machines deviennent de plus en plus compactes et puissantes. Une estimation correcte
des pertes est indispensable pour évaluer correctement les performances de la machine.
C'est la raison pour laquelle une partie de cette thèse est consacrée à la modélisation des
pertes fer, dont l'estimation n'est pas triviale.

Mots clés véhicule hybride, machine synchrone à double excitation, dimensionnement,
modélisation des pertes fer, modèle d'hystérésis dynamique scalaire.

Study and Development of a New Family of
Starter-Generator for Hybrid and Electric Vehicles

Abstract The PhD work deals with a new structure of hybrid excited synchronous
machine (MSDE) for an application of hybrid and electric vehicles. This kind of machines,
with two excitation sources, bene�ts an additional degree of freedom and an easy control
of �ux.

The dissertation deals with this new machine structure essentially. The machine is desi-
gned to meet the speci�cations of a hybrid vehicle application. The experimental validation
has con�rmed the proper functioning of the structure and shown its interest.

An important subject in the machine sizing is the thermal aspect because our machines
are becoming more and more compact and powerful. A correct estimation of the losses is
essential for evaluating correctly the machine performances. That's why a part of this study
is dedicated to the modeling of iron loss, of which the estimation is not evident.

Keywords hybrid vehicle, hybrid excited synchronous machine, machine sizing, iron
loss modeling, scalar dynamic hysteresis model.
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