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Introduction générale

Les transports représentent environ un quart des émissions de gaz & effet de serre
en France, qui contribuent au changement climatique. Les constructeurs automobile sont
confrontés a des normes de plus en plus strictes : 120 g/km vers 2012, ce qui correspond &
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,
I'une thermique et 'autre électrique, est considé- % -
rée comme une solution du futur. L’objectif de
cette theése est de développer une nouvelle famille
d’alterno-démarreurs & entrainement par courroie
(Fig. 1), qui reéalise les fonctions de démarrage,
redémarrage, d’alternateur, de freinage récupéra-
tif et qui délivre en outre un surcroit d’énergie
dans les phases critiques de fonctionnement du
moteur thermique (Boost). Pour assister a 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- FIGURE 1 — Emplacement d’un alterno-
combrement limité. démarreur

La puissance massique/volumique est donc un critére important dans le choix de la
machine. Lautre critére est le rendement de la machine en vue de diminuer la consom-
mation du carburant et de satisfaire les nouvelles normes d’émission de COs. Pour donner
une idée, un gain de 10 points de rendement sur un alternateur classique d’environ 3-4 kW
correspond & une diminution du carburant de 0.1 L & 0.4 L/km selon le cycle de roulage.
Au fur et & mesure que la puissance de la machine électrique augmente, son impact sur la
consommation du véhicule aussi. D’ailleurs, avec un systéme & entrainement par courroie,
il faut que linertie de la machine ne dépasse pas 5 g.m?.

La machine a griffes est, jusqu’a présent, la machine la plus utilisée dans 'automobile
grace a sa fabrication simple et son faible cotit. 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. I’estimation de pertes fer est trés délicate dans une géométrie complexe telle que les
griffes massives. Ces pertes, qui sont non négligeables, peuvent produire le sur-échauffement
et I’anomalie de la machine.

Afin de s’affranchir de ce probléme de pertes fer et d’améliorer le rendement, on a décidé
de transformer la machine & griffes en une machine 2D, dont le chemin de flux principal est
2-dimensionnel, avec un rotor feuilleté. Ce dernier permet de réduire efficacement les pertes
liées aux courants de Foucault. Cette nouvelle structure & double excitation sera présentée
et étudiée dans ce travail. D’ailleurs, on dispose d'un degré de liberté supplémentaire sur
le flux total grace & la présence des bobines dans le rotor. De ce fait, le défluxage de la
machine devient beaucoup plus aisé par rapport & une machine & aimants permanents seuls.
La configuration & double excitation présente un meilleur rendement, en cas de défluxage,
en diminuant ou annulant le courant d’excitation. Grace & ce degré de liberté en plus, il
est aussi possible d’améliorer le rendement de la chaine de traction en dimensionnant la
machine de maniére que son meilleur rendement coincide avec la zone du fonctionnement
la plus sollicitée.

Comme ce qui est mentionné auparavant, les pertes fer, un phénomeéne qu’on maitrise
moins bien dans les machines électriques, ne sont pas évidentes & modéliser. Cependant une
estimation correcte des pertes fer est indispensable lors d’une évaluation des performances
de la machine et pour le dimensionnement du systéme de refroidissement. C’est la raison
pour laquelle on a décidé de consacrer une partie de cette thése a la modélisation des
pertes fer. Compte tenue de la complexité du probléeme, le modéle LS (Loss Surface),
un modéle d’hystérésis scalaire, fondé sur la caractérisation expérimentale des tdles, nous
semble intéressant. Pour la validation, le modéle a été appliqué sur une machine & griffes,
un type de machine qu’on peut facilement trouver chez Valeo et puis sur la machine a
double excitation, qui a fait I’objet principal de cette thése.

Une procédure de dimensionnement par réseaux de réluctances sera également présentée
dans le chapitre II. La modélisation par réseaux de réluctances n’est pas trés utilisée dans
I'industrie malgré son avantage en temps de calcul par rapport & la méthode des éléments
finis, car la mise en place du modéle 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, & partir des réseaux de réluctances
établis via une interface graphique. Le logiciel réalise la dérivée des paramétres de sortie
en fonction des paramétres d’entrée, ce qui permet d’effectuer rapidement des études de
sensibilité et offre 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 & double excitation, de valider nos modéles 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 a
développer de nouvelles solutions techniques afin de diminuer les émissions de COs
des véhicules qu’ils commercialisent. Parmi les solutions proposées, les motorisations
hybrides (thermique/électrique) ou €lectriques pures ont connu ces derniéres années
un essor considérable. Certains constructeurs ont d’ores et déja pris de ’avance en
étant parmi les premiers a commercialiser ce type de véhicule. De ces motorisations
innovantes sont nés de nouveaux besoins en machines électriques et matériaur magné-
tiques.
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I.1 Introduction

Ce chapitre se compose de trois parties. Dans la premiére, les différentes topologies de
véhicules hybrides et électriques seront présentées. La seconde partie présente les différents
types de machines électriques nécessaires au bon fonctionnement des véhicules hybrides et
électriques. Certaines de ces machines ont fait ’objet de nombreux travaux, d’autres en
revanche n’ont été que peu étudiées, mais toutes offrent un grand intérét pour le développe-
ment des véhicules hybrides ou électriques. La derniére partie est consacrée aux nouveaux
matériaux, a la modélisation des pertes magnétiques, et aux progrés dans la procédure des
calculs numériques.

I[.2 Technologie des véhicules hybrides et électriques

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

— la direction assistée,

- I’ABS,

— la climatisation,
ainsi que des fonctions plus récentes comme :

- le GPS,

— les systémes d’aide & la conduite.

En méme temps, les constructeurs sont confrontés a la problématique de la réduction
du dioxyde de carbone. L’épuisement progressif des ressources pétroliéres, la préoccupation
sur le réchauffement climatique et la qualité de ’air nous obligent & 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 & 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) : I’hybridation série, ’hybridation paralléle et I’hybridation série-
paralléle.

I[.2.a Hybridation série

Dans cette configuration [9] [53] [56], le moteur thermique entraine un générateur élec-
trique qui charge une batterie et alimente les convertisseurs des moteurs électriques de
traction. Cette configuration présente une bonne gestion de 1’énergie. Le moteur thermique
peut étre 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 I’énergie stockée dans les batteries. L’inconvénient de cette
solution est le rendement médiocre de la chaine de traction & travers un nombre élevé de
conversions d’énergie (thermique, mécanique, électrique, chimique). De surcroit, ce systéme
présente un coiit relativement éleveé.
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I.2.b Hybridation paralléle

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

ameénagement.

Micro hybride paralléle La fonction Stop & Start (Fig. 1.2) équipant certains véhicules
essence du Groupe PSA Peugeot Citroén est assurée par une technologie micro hybride
paralléle. Le principe de ce systéme est de couper le moteur thermique lorsque le véhicule
est & vitesse nulle (arrét & un feu rouge ou dans un embouteillage), et de le relancer dés
lors que le conducteur le demande via une sollicitation de la pédale d’accélérateur. Avec ce
systéme, il est possible de réduire en moyenne les émissions de COsy de 5 g par km et de
15% en situation urbaine chargée.

Le premier véhicule équipé du Stop & Start a été la Citroén C3, dont le lancement
commercial a eu lieu en 2004. Pour réaliser cette fonction (sur véhicule essence), il a été
nécessaire a Valeo de développer un alterno-démarreur StARS (Starter Alternator Rever-
sible System). Ce dernier s’agit en effet d’'une machine a griffes associée a un onduleur
pleine onde. La deuxiéme génération i-StARS, équipant certains véhicules Diesel Hdi, se
distingue par 'intégration de ’électronique de commande sur la machine électrique, ce qui
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FIGURE 1.2 — Stop & Start [9]

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

Mild hybride paralléle Les véhicules mild hybride sont équipés d’un systéme Stop &
Start plus puissant que celui du micro hybride, associé & une batterie plus importante. Le
systéme mild hybride paralléle permet la récupération d’énergie au freinage et la fonction
boost a l'accélération. La réduction de CO2 peut atteindre 15-20% mais avec un cott
plus élevé. Parmi les véhicules équipés de ce systéme, 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 & essence et de donner un surcroit de puissance. A
Iarrét, le moteur a 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 & dérivation de puissance

L’Hybridation & dérivation de puissance ainsi appelée hybride série-paralléle est doté
d’au moins deux machines électriques indispensables & son fonctionnement. La puissance
délivrée par le moteur thermique suit deux chemins distincts : 'un mécanique, '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.

FEn combinant hybride série et paralléle, Toyota a produit le premier véhicule hybride
(Prius I) en 1997 pour le marché Japonnais. Douze ans plus tard, la Prius IIT est com-
mercialisée en Europe. Elle allie un moteur & essence sous dimensionné (55 kW) et deux
moteurs électriques/générateurs a aimants permanents de taille et de puissance différentes.
Avec cette architecture, il est possible d’utiliser la propulsion électrique seule a faible puis-
sance ou le moteur thermique a un trés faible rendement, et d’aider le moteur thermique
par I’appoint d’un moteur électrique lors des besoins importants de puissance notamment
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en accélération. Ceci permet un fonctionnement le plus prés possible du rendement maxi-
mal du moteur thermique, contrairement & une voiture conventionnelle ot les fluctuations
de puissance sont trés importantes.

La réversibilité des machines électriques permet de récupérer ’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 profite pour recharger
la batterie. La motorisation full hybride réduit la consommation & 3.9 L par 100 km en
cycle mixte et les émissions de COz a 89 g/km.

I.3 Technologie des machines électriques

Sur cette voie de I’hybridation voire électrification, le role 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 entiérement le moteur thermique.
Son importance augmente avec le niveau d’hybridation (Fig. 1.3), tout comme sa taille et
sa puissance. Pour que les constructeurs automobile puissent exploiter toutes les solutions
énoncées ci-dessus et optimiser leurs chaines 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.
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FIGURE 1.3 — Panorama des hybrides versus taux d’hybridation [9]

100

Dans ce qui suit, nous nous intéressons aux différents types de machines électriques.
Certaines de ces machines ont été largement étudiées, d’autres en revanche sont toujours

a I’état de concept mais toutes offrent un grand intérét pour des applications automobiles.

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

Les machines & aimants permanents sont abondamment étudiées dans le cadre de la

traction électrique. Leur intérét 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 difficulté de controle. Il n’est pas aisé de la faire fonctionner dans une large plage de
vitesse. Au-dela de la vitesse de base, on est obligé de réduire le flux d’entrefer (défluxage)
via une réaction d’induit démagnétisante. Il existe une condition idéale pour 'obtention
d’une plage théoriquement illimitée (le rapport entre la réaction d’induit et le flux d’ai-

mant : r = jfpzl) [54]. Cependant, le facteur de puissance a la vitesse de base est proche

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

Les machines a aimants permanents montés en surface ont une faible réaction d’induit et
sont donc peu défluxables. Elles peuvent nécessiter une frette amagnétique de maintien pour
des vitesses élevées, ce qui augmente 'entrefer et le cotit. Les machines & aimants enterrés
ont une réaction d’induit plus élevée mais la contrepartie est un faible facteur de puissance
a vitesse de base. Il a été montré dans [54] que le facteur de puissance peut étre amélioré par
le rapport de saillance (Lg > Lg). Un autre avantage d’avoir des aimants enterrés est que
les piéces polaires peuvent permettre au flux de ne pas traverser les aimants et de réduire
le risque de désaimantation irréversible. Les machines peuvent atteindre sans probléme
des vitesses conséquentes et les aimants sont protégés des poussiéres et des contraintes

mécaniques.

I.3.a-i MSAP structure 1 : MAPI (machine a 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 : I’Alterno-Démarreur
Intégré (ADI) et I’Alterno-Démarreur Séparé (ADS). Concernant ’ADS, il est installé a
la place de l'alternateur. Ceci ne nécessite pas de modification sur la partie du moteur
thermique existant, mais le systéme d’entrainement par courroie a di étre modifié afin de
permettre un fonctionnement réversible. Ce systéme a un cotit trés intéressant. Quant a
la solution ADI (Fig. [.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 di étre 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. 1.1) est
produit, dans cette configuration, par 'interaction :

— du flux d’aimants et

— du courant statorique et

— de D’effet de saillance.

3 N
C=5p Wu+(Lg—La) ia) ig (L1)

Avec, W) : flux d’aimants, Ly, L, : inductances d’axes d et q, 74, 4 : courants d’axes d et
q.

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

par Valeo-LEC

FIGURE 1.4 — MAPI (machine & aimants permanents internes) - ADI (alterno-démarreur
intégre) [20]

faibles puissances. A hautes vitesses, les pertes mécaniques et les pertes fer augmentent.
De plus, une partie du courant statorique (courant iy négatif) est utilisée pour défluxer
la machine. Ce défluxage est aussi responsable des pertes fer supplémentaires a cause des
harmoniques.

Rendements
T T T
— — Isopuissance 8 kW
— — Isopuissance point de base alternateur

C* (Nm)

1
2000 3000 4000
N (tr/min}

(a) Cartographie du rendement (b) Prototype réalisé

FIGURE 1.5 — MAPI - ADI prototype [20]

I.3.a-ii MSAP structure 2 : MAPI a concentration de flux

La machine & aimants permanents & concentration de flux a fait ’objet des nombreuses
études [55] [61]. Le principe de concentration de flux permet une augmentation importante
du champ dans I'entrefer. Avec une géométrie adéquate, on peut obtenir une induction dans
I’entrefer bien plus importante que I'induction rémanente de ’aimant. Cette concentration
de flux, combinée avec I'utilisation des aimants a base de terres rares, permet de diminuer
sensiblement ’encombrement de la machine. Des aimants ferrites peuvent étre toutefois
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utilisés & la place des aimants & terres rares pour des raisons économiques.

Un exemple de réalisation est la machine & concentration de flux et stator bobiné
sur dents de Leroy Somer [21] (Fig. 1.6). La combinaison d’un rotor & concentration de
flux et d’un bobinage concentré permet d’avoir une machine relativement puissante dans
un encombrement réduit. Comme le montre la figure 1.6, les piéces polaires présentent
des formes particuliéres qui permettent leurs fixations sur 'arbre amagnétique. Les piéces
polaires peuvent présenter une forme bombée afin de minimiser la différence d’inductance
d’axes d et q (Lg — Lg) et de réduire les harmoniques et 'ondulations du couple. Des
aimants de forme trapézoidale sont insérés entre les piéces polaires et maintenus par ces

derniéres.

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

FicURE 1.6 — Machine a concentration de flux et stator bobiné sur dents - Brevet Leroy

Somer

Pour un fonctionnement & grandes vitesses, il est préférable de revenir & la structure
de type mono-bloc [23] (Fig. 1.7). Celle-ci diminue le mouvement radial des aimants da a
la force de centrifuge et réduit ainsi le risque de frottement avec le stator.

Le flux de 'aimant ne peut re-boucler que par le
stator & 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

modifications pour la rendre plus facile & défluxer. Figure 1.7 — Structure du
rotor - Brevet Leroy Somer

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

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

permanents et ceux des machines & rotor bobiné.

I1.3.b-i MSDE structure 1 : NES (New Electrical Structure)

\!' ’0 ‘

D5

— Aimant

(a) Rotor NES (b) Paquet de tole

FIGURE 1.8 — Prototype NES (new electrical structure) [63]

La machine NES [63] est une machine a poles saillants & excitation mixte paralléle (Fig.
[.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 poéles créés par les aimants
permanents, des podles créés par les bobines et des podles conséquents. Le flux total vu
par le stator est réglé par le courant d’excitation. En injectant le courant dans le sens
convenable, la machine peut étre entiérement défluxée (fig. 1.9.c).

(a) Sans courant d’excitation (b) Fonctionnement nominal (c) Défluxage complet

FI1GURE 1.9 — Fonctionnement de la NES

Le couple (Eq. 1.2) est produit par l'interaction :

— du flux rotorique hybride réglable par le courant d’excitation,
— des courants statoriques,

— des effets de saillance magnétique du rotor.
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C =2 p (nplig) + (L~ La) ia) iy (12)

O, Wpyp(is) est le flux total produit par les aimants et les bobines et contrélable par le
courant d’excitation.

Cette structure peut étre dimensionnée pour une application moteur-générateur (Fig.
[.10.a). Grace a un degré de liberté supplémentaire en courant d’excitation, il est possible
de dimensionner la machine de telle maniére que sa zone du meilleur rendement coincide
avec la zone la plus sollicitée de la machine.

Bénéficiant d’'un dimensionnement plus flexible, 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 & diodes (pont non commandé) (Fig. 1.10.b), en jouant sur le pourcentage
du volume des aimants et du cuivre au rotor, afin de réduire le cott de I’électronique.

MWOD 4000 G000 OO0 10000 12000 14000 18000 18000
ARETEOT Spaed i

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

FIGURE 1.10 — Application de la machine NES

I.3.b-ii MSDE structure 2

Ce type de machine a double excitation, développé dans le laboratoire SATIE, est fondé
sur les travaux de thése de Y. Amara [3] et L. Vido [68]. Dans la configuration appelée
unipolaire (Fig. I.11), le rotor est constitué des aimants & concentration de flux et des
aimants latéraux, ce qui vont créer des pdles Nord et Sud. Les bobines d’excitation sont
placées au stator. Son flux ne traverse 'entrefer qu’une seule fois via la partie active et
reboucle via le collecteur de flux rotorique et les flasques. D1 a ce trajet de flux unipolaire,
le flux total présente une composante continue.

Dans la deuxiéme configuration (Fig. 1.12), les aimants latéraux ont été supprimeés.
Cette structure est a la base une machine & aimants permanents a concentration de flux,
sur laquelle on ajoute une source de flux variable au stator. Le flux créé par l’excitation
bobinée agit sur les deux péles, 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 & évacuer par rapport
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FiqurE 1.11 — Machine & double excitation unipolaire-SATIE

au rotor. Cependant, ceci nécessite des piéces supplémentaires (ex : collecteur rotorique de
flux) pour guider le passage de flux, ce qui augmente '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.
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(a) Structure MSDE bipolaire SATIE (b) Passage du flux (c) Prototype MSDE

bipolaire

F1cURrE 1.12 — Machine a 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 systéme 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 a griffes (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. 1.13) sont introduits dans les
régions inter-polaires du rotor, pour empécher les fuites magnétiques entre deux pdles
consécutifs et en méme temps renforcer le flux magnétique produit par '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 grace 4 des ventilateurs
fixés sur les roues polaires avant et arriére.

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

Fiaure 1.13 — Machine a double excitation 3 : MAG (machine a griffes)

(Fig. 1.10.b) est adopté pour réduire les harmoniques dans la machine, 'ondulation du
courant et les pertes fer. Ce systéme est composé de deux systémes triphasés décalés de
30 degrés électriques et les deux redresseurs a diodes fonctionnent alternativement. Le
couplage des trois phases peut étre 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 fils et les tétes de bobines permet
de réduire I’encombrement et aussi les fuites magnétiques. Ainsi, une nouvelle technologie
de bobinage en épingle apparait (Fig. [.14). Ce type de bobinage utilise des conducteurs

rectangulaires pour mieux remplir les encoches.

(a) Bobinage fils (b) Bobinage en épingle [67]

FiGURE 1.14 — Progrés dans la technologie du bobinage

Avec toutes ces améliorations et 1'utilisation du redresseur synchrone & transistors, le
rendement de l’alternateur a griffes a été augmenté de plus que 5% (Fig. 1.15). En effet, 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 I’excitation se trouve au rotor
nécessite un contact tournant. Ce systéme de bagues/balais limite les performances de ces
machines & grande vitesse & cause de l'instabilité d’un contact glissant et l'introduction
des pertes par frottement. Une alternative, une machine a griffes & excitation statique, a
été présentée dans [8]. Son excitation est fixée & sa carcasse et son rotor est entiérement
massif, compact et lisse, ce qui permet d’atteindre des vitesses trés élevées.
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FIGURE 1.15 — Rendement d'un alternateur a griffes - source Valeo

I.3.c Machine a flux axial (MFA)

Ces derniéres années ont vu l’émergence, dans le domaine des machines électriques,
de nouvelles structures appelées machines discoides. Contrairement & des machines & flux
radial, le flux traverse '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 & noter que ces facteurs font partie des critéres primordiaux dans le choix des machines
électriques dans ’automobile.

1.3.c-i Machine discoide & double entrefer, & bobinage sur dents et aimants
enterrés

La structure [15] [16] (Fig. 1.16) a été étudiée dans le cadre d’une thése entre G2elab
et Leroy Somer. La particularité de cette machine réside dans ses deux rotors munis des
aimants enterrés, combinés & un bobinage sur dents pour l’excitation statorique. Cette
configuration assure une concentration du flux des aimants, ce qui permet d’avoir le maxi-
mum de flux possible dans 'entrefer, un gain conséquent en place et une réduction des
pertes Joule grace au bobinage sur dents.

L’utilisation de la poudre de fer s’impose naturellement pour ce type d’ applications. On
peut en effet réaliser facilement des circuits magnétiques sans privilégier une orientation
particuliére pour le flux. Avec la téle conventionnelle, il faudrait de nombreuses piéces
différentes pour concevoir les dents et les piéces polaires. La poudre de fer est également
appropriée pour l'utilisation & hautes fréquences malgré des performances magnétiques
inférieures aux toles.

Le prototype réalisé est une machine composée de 12 encoches, 8 poles dans un diameétre
extérieur de 259 mm pour obtenir & 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- (b) Schéma de principe
coide

FIGURE 1.16 — Machine discoide & double entrefer [14]

I.3.c-ii Machine a flux axial a double excitation (MFADE)

A Tinstar de la machine radiale, I’excitation constante dans une machine axiale & ai-
mants permanents limite la vitesse maximale, ce qui restreint le domaine d’application de

ces machines. L’excitation hybride par I'ajout des bobines est ainsi introduite dans des
machines & flux axial [5] [6].

Outer stator nner stator
magmats
roror
r coTe magner

ple e

1 b |
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- ]
Tron poles DC Seld wings Rotor disc iron stator AC
winding piecs core winding
(a) Structure de la machine (b) Schéma de principe

F1auRE .17 — Machine a flux axial a double excitation [0]

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 méme rang
(extérieur/intérieur) présentent la méme polarité. Il faut noter que les poles sont formés
par 'aimant et la piece magnétique consécutive. Le dispositif de réglage du flux, une bobine
centrale alimentée en courant continu, est installé entre les deux stators (interne/externe).
En faisant varier le courant d’excitation, le flux créé par la bobine renforce ou diminue le

flux d’aimants dans l'entrefer avec le changement de la polarité des poles conséquents (Fig.
[.18).
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FIGURE 1.18 — Différents modes de fonctionnement de la MFADE : sans courant d’excita-
tion, courant positif, courant négatif (de gauche a droite) [5]

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

Le concept de la MRVDS est trés simple (Fig. 1.19.a). Le rotor ne posséde aucune
source d’excitation, le stator seul est excité par des courants en créneaux ou sinusoidaux.
On ne dispose dans ce cas que d’un couple purement réluctant (Eq. 1.3). Afin d’augmenter
la différence L, — Lg, le stator et le rotor doivent étre réalisés avec des matériaux & haute
perméabilité.

3 .
C= 5P (Lg — Lq) iq iq (1.3)
Ou, Lg est I'inductance dans 'axe d et L, I'inductance dans l'axe q, iq4, iq : les courants
d’axes d et g.

Grace a cette simplicité, les MRVDS présentent une robustesse et des performances

comparables & celles des autres moteurs sans balais, et sont considérées comme une solution

intéressante pour les véhicules.

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

F1GURE 1.19 — Prototype MRVDS réalisé au laboratoire SATIE

SATIE a prototypé une MRVDS de type 6/4 (4 poles, 6 dents) pour répondre a un
cahier des charges d’un entrainement de véhicule urbain [52]. La machine, d’un diamétre



18 I. Etat de Uart

extérieur de 250 mm et d’une longueur active de 150 mm, est capable de fournir 110
N.m de Parrét & 2500 tr/min et une puissance maximale de 27 kW jusqu’a 10000 tr/min
(Fig. 1.19.b). Un rendement supérieur & 93% a chaud est obtenu sur une large plage de
fonctionnement.

Cependant, cette structure présente plusieurs inconvénients. L’ondulation du couple est
trés importante a haute vitesse, ce qui est un probléme inhérent aux machines a réluctance
variable. Les pertes magnétiques sont importantes & 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 1’aspect acoustique.

I.3.e Machine & commutation de flux (FSPM)

Les FSPM (Fig. 1.20) conservent la simplicité du rotor de la machine a réluctance
variable & double saillance, ce qui permet une réalisation & moindre cotit. Le stator est
composé des segments en U prennant en sandwich les aimants & aimantation orthoradiale
et alternée. Le fait d’installer des aimants au stator permet au rotor de tourner a trés grande
vitesse. Le bobinage concentré permet d’augmenter le taux de remplissage d’encoche et de
réduire la longueur des tétes de bobines. Les aimants sont utilisés sur le principe de concen-
tration de flux. L’utilisation des aimants ferrites se justifie par des raisons économiques et
aussi par la section réduite des dents.

(a) FSPM 12/10 (b) Stator 12 dents, toutes (c¢) Rotor 10 poles
les dents bobinées

FI1GURE 1.20 — Machine & commutation de flux [21]

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

I.4 Matériaux magnétiques dans les machines électriques
On ne s’intéresse ici qu’a 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 & 1000 A/m. Ce sont ceux qui sont situés au bas de la figure 1.21. Par
ailleurs, ils sont aussi caractérisés par une haute perméabilité, une induction & saturation
élevée et une faible surface du cycle d’hystérésis (faibles pertes). On les utilise pour canaliser
le flux magnétique dans les machines tournantes.
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F1aure 1.21 — Principales familles [38]

I.4.a-i Toles magnétiques en FeSi

Les to6les FeSi constituent le matériau le plus utilisé dans le domaine du génie électrique
par leur bon rapport performance/cott. Par rapport a l'acier, I’ajout de Si permet :

— d’augmenter la dureté;

— d’augmenter la résistivité électrique (ppe = 10 p€2 - cm et ppegizy = 45 pfd - cm), ce

qui permet de diminuer donc les pertes magnétiques;

Cependant, I'introduction de Si diminue l'induction & saturation & Jg pegizy, = 2.03 T
(Js,pe =216 T).

La gamme d’acier d’ArcelorMittal comporte un large spectre de nuances avec des pro-
priétés magneétiques spécifiques [10] (Fig. 1.22). Le choix de la tole se fait en général en
s’appuyant sur le niveau de pertes et le niveau d’induction visés.

— Les toles a faibles pertes (M235-35A, M250-35A .. .) sont spécialement adaptées pour

les machines a forte puissance ;

— Les toles & haute perméabilité et conductivité thermique améliorée sont utiles pour
construire des petits moteurs et des machines & haut rendement. La perméabilité
est une caractéristique trés intéressante dans le cas ot 'encombrement et la masse
font partie des critéres de choix. La bonne conductivité thermique est aussi impor-
tante pour des machines utilisées en traction électrique, par exemple : ou la capacité
d’évacuation de la chaleur vers 'extérieur limite la puissance de la machine.

— La gamme haute fréquence est congue pour les utilisations haute fréquence et les
applications MLI. Comparé aux signaux sinusoidaux, les signaux MLI introduisent
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des pertes bien élevées & cause de la distorsion de la forme de I'induction [19]. On
utilise donc de préférence les toles de faible épaisseur (0.2 mm) et & haute teneur en
silicium.

— Les toles & haute limite d’élasticité sont adaptées pour les machines & 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 offre une meilleure résistance aux forces
centrifuges ou électromagnétiques.

J5000
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-~ A ‘.,-l haute
03C e EN 1010 # haute perméabilité et conductivité perméabilité
- 035mm -EN 10106 | themique améliveee = & T —— it
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FIGURE 1.22 — Gamme moyennes et faibles pertes des nuances d’aciers d’Arcelor |40]

I.4.a-ii Effet du processus de fabrication

Les différents processus de fabrication tels que le découpage, le poingonnage 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 relacher les contraintes méca-
niques.

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

F1GURE 1.23 — Structure de grille [33]

Pour évaluer l'effet du poingonnage, des études ont été réalisées dans les travaux anté-
rieurs [33] & 'aide d’une structure en grille spécifique (Fig. 1.23), poingonnée par l'outil de
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FIGURE 1.24 — Effet du poinconnage 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’aprés les mesures, l’effet de poingonnage est moins
important & haute induction car les parois ont disparu & I’approche de la limite de satura-
tion. Par ailleurs, le rapport de pertes magnétiques est stabilisé pour toutes inductions a
partir de 500 Hz. Ces observations ont été introduites dans un calcul éléments finis de la
machine pour expliquer les écarts entre les pertes fer calculées et mesurées. Dans le stator,
les pertes supplémentaires introduites par I’effet du poingonnage ont été estimées a 15-30%
(Fig. 1.24) [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 fines poudres de fer isolées ou non. Des particules de poudres de
haute pureté et compressibilité, associées a 'amélioration des techniques de compactage
permettent d’améliorer la densité des éléments et 'induction (Fig. 1.25.a) qui dépend de
la densité. Les progrés 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 [20] [18] [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 flux 3-
dimensionnelle comme dans une machine & griffes et souvent dans des machines
discoides;

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

— Les éléments réalisés en SMC présentent des surfaces de trés bon état qu’il est im-
possible d’obtenir avec les toles. Ceci peut réduire le risque de blessure de fils 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
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FIGURE 1.25 - SMC (soft magnetic composite)

pour fonctionner a haute fréquence (Fig. 1.25.b) ;

— Ils sont facilement recyclables et peuvent a nouveau étre compactés.

Cependant, les SMC présentent des inconvénients comme une perméabilité et une limite
d’¢lasticité médiocres. La perméabilité relative du SOMALQOY 500 est de 500, largement
inférieure aux toéles. La limite d’élasticité, relativement basse & 100 MPa restreint les ap-
plications & grande vitesse.

I.4.b Aimants permanents

Les performances des aimants permanents sont ca-
ractérisées au deuxiéme quadrant du cycle, qui
correspond & la courbe de désaimantation, dont
les grandeurs principales sont (Fig. 1.26) :
— B, : induction magnétique rémanente ;

— H_.j : champ coercitif de la polarisation magné- / HoHey EH
tique qui correspond au champ indispensable
pour "annuler ;

~ H_.p : champ coercitif de 'induction (champ dé-

magnétisant appliqué pour annuler I'induction
B);
— (BH)maz : produit d’énergie volumique maxi-

FicUrE 1.26 — Cycle d’aimant per-
manent

male;

La figure 1.27 et Tab. 1.1 illustrent les performances magnétiques de différents types
d’aimants industriels [27] [43]. Les aimants NdFeB présentent les meilleures performances
magnétiques avec une induction rémanente (B,) élevée jusqu'a 1.3 Tesla et un produit
d’énergie maximale (BH )y, important. La découverte des aimants de type NdFeB dans
les années 80 a permis le développement des machines électriques compactes.
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FIGURE 1.27 — Performances de différents types d’aimants |13]
Famille B, (BH)max H.; AB, /B, Trnaz p
(T) (kJ/m?) | (kA/m) (%/K) (°C) | (p€2-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 10'2
SmCo 1-5 | 0.82/0.87 | 135.3/151.2 | 960/1600 | -0.045/-0.05 250 03
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 1.1 — Caractéristiques des principales familles d’aimants & température ambiante

[19]

NdFeB a une température de Curie assez faible (310°C) 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’a 200-220°C.

I.4.c Modélisation des matériaux doux

La puissance dissipée dans le circuit magnétique des machines fait I’objet de recherches
de longue date. Cependant, elle reste toujours difficile & modéliser & cause de la complexité
des phénomeénes mis en jeu qui associent non-linéarité, anisotropie et hystérésis. La difficulté
principale est la représentation des phénomeénes 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 coefficients empiriques.

Le modele LS (Loss Surface), qui sera présenté plus en détail dans le chapitre V, est
un modeéle d’hystérésis dynamique scalaire. Ce modéle est fondé sur des caractérisations
expérimentales et prend en compte naturellement tous les phénoménes dynamiques. 11
s’appuie sur le terme dB/dt, comme dans la majorité des modeéles proposés, et fournit un
lien entre I'induction moyenne dans la section de la tole et le champ appliqué [22] [33].

Il existe des différents modéles d’hystérésis dans la littérature. Bien qu’ils ne soient pas
utilisés dans cette thése, nous citons ici les modéles les plus rencontrés.
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I.4.c-i Modéle de Preisach

Le modéle d’hystérésis scalaire de Preisach |7] [16], avec ses extensions développées de-
puis, est 'un des modéles les plus utilisés dans le domaine. Ce modéle, illustré & la Fig. 1.28,
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
définis par un champ de basculement de a vers I’état +1 et b vers I’état -1, avec a > b.

A Nab) b AN .
+1 e {:} a=r
be 4 > ~ 3
- H - -
v /
-1 P |
== - Hy,,

F1GURE 1.28 — Principe du modéle Preisach

Le modéle de Preisach ne décrit a 'origine que ’hystérésis en quasi-statique. L’histoire
de T’hystérésis n’est déterminée que par des valeurs extrémes de champ magnétique. Un
cycle mineur symétrique ou non est construit par les deux derniéres valeurs de champ (Hjy,
Hs) en mémoire. La conclusion d’un cycle mineur efface le couple (Hy, Hs). Dans le cas
ou aucune valeur d’extréme n’est enregistrée, le cycle d’origine est suivi.

Un modele de Preisach dynamique est décrit dans [51] par U'introduction de la dérivée
dB/dt. L’effet dynamique est représenté par I’équation différentielle de dB/dt, dont 'ordre
est choisi selon la précision recherchée. G.Bertotti en a donné une interprétation physique
[10] [L1] [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 Modéle de Stoner-Wolhfarth

Le modeéle 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 & une échelle inférieure & 1’échelle de
formation de parois. Dans le cas d’une simple particule (Fig. 1.29.a), les angles 6 et n sont
respectivement ’angle entre le vecteur d’aimantation de la particule m et I’axe de facile ai-
mantation, I’angle entre le champ appliqué H et ’axe de facile aimantation. L’aimantation
est considérée d’amplitude constante et de direction variable. Cette derniére est détermi-
née par la minimisation d’énergie composée de deux termes : I’énergie magnétocristalline
et ’énergie magnétostatique. L’énergie E peut s’exprimer par :

E = K,sin0 — pgmHcos(n — 0) (1.4)

On, K, est la constante d’anisotropie uni-axiale; pg : la perméabilité du vide.

Pour atteindre le minimum d’énergie, le couple produit par le champ d’anisotropie
tend & réduire ’angle 6 tandis que le champ appliqué tend & "'augmenter. L’hystérésis est
introduite dans ce modeéle par la création de positions & énergie minimum due a 1’énergie
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d’anisotropie. Les courbes d’aimantation pour différentes valeurs de I’angle 7 et les courbes
anhystérétiques correspondantes aux points & 1’énergie globale minimum sont montrées &
la Fig. 1.29.b.
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a) Diagramme d’une particule (b) Cycles d’hystérésis pour différentes orientations de I'axe de facile ai-
S—W mantation et courbes anhystérétiques pour la méme particule

F1GURE 1.29 — Principe du modeéle S-W [7]

Le comportement du matériau peut étre simulé par la somme des contributions de toutes
ces particules. Les contributions anisotropiques ou isotropiques sont définies pour prendre
en compte la texture du matériau. L’aimantation produite par un champ magnétique H &
I’échantillon de volume V peut étre déterminée par 1’Eq. 1.5, dont la fonction de distribution
pour exprimer 'orientation préférentielle d’un cristal peut étre la fonction de Gauss (Eq.
1.6).

=27 T
M= 11//;0 /nio M; cos(n —0) p(n,¢) sin(n) dn de (L5)
_ 1 —(n—7)*
pi) = 2ﬂ_g€xp( 202 ) (1.6)

O, o est la largeur effective de la distribution associée & ’angle moyen 7 entre la direction
du champ et la direction globale des axes de facile aimantation de ’échantillon.

Les améliorations principales apportées au modéle sont :

— lintroduction de Deffet d’épinglage lié¢ aux défauts dans le réseau cristallin ;

— Tintroduction de V'interaction entre particules.

Au final, le modeéle est déterminé par six parameétres dont trois sont mesurables et les
trois autres sont des parameétres d’ajustement.

I.4.c-1ii Modéle de Jiles-Atherton

Le modele de Jiles-Atherton (J-A) est développé pour décrire le processus dynamique
d’aimantation. Ce modéle est fondé sur la formulation macromagnétique qu’on peut trouver
dans la littérature |7] [16]. Le modele est décrit par ’Eq. 1.7 - Eq. 1.11 pour 'aimantation
anhystérétique, ’aimantation irréversible, 'aimantation réversible et 'aimantation totale

respectivement.

H+ oM a
M = Mg(coth — 1.7
(co a H + aM) (L.7)
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dMirr o Man<He) - Mirr
dH k6 — a(Man(He) — M)

O1, § est un parameétre directionnel et égale a +1 pour dH/dt>0 et -1 pour dH /dt<0.

(1.8)

M'r‘ev =cC (Man(He) - Mir'r) (19)

M = My + Myey = (1 — &) Mipr + ¢ M (H,) (1.10)
dM Man(He) - Mirr dMan(He)

— =(1- 111

a7~ T T ) = M) T¢ T am (I.11)

En résumé, le modéle est caractérisé par 5 parametres physiques :
— l'aimantation spontanée & saturation du matériau M;;

le coeflicient 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 ’aimantation c;

le couplage entre moments magnétiques «;
— le parameétre caractérisant le comportement anhystérétique a.
La détermination de ces parameétres est expliquée dans [35].

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

11 est actuellement reconnu que le rotor d’'une machine & griffes, réalisé en matériau
massif, est le siége des courants de Foucault, en particulier aux surfaces des griffes. Mal-
heureusement, les pertes fer sont les plus difficiles & maitriser 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 & la compréhension du fonctionnement de ces machines et & amélioration de la
méthodologie de calcul des courants induits pendant ces derniéres années.

Viviane Christine Silva a traité, dans ses travaux de thése soutenue en 1992 [62], les
pertes par courants de Foucault dus aux fuites des tétes de bobines. Le probléme a été
implémenté dans un logiciel d’éléments finis en régime harmonique et linéaire. La formu-
lation T-¢, potentiel vecteur électrique et magnétique scalaire, avec une seule composante
T perpendiculaire au plan de la to6le, a été utilisée.

Georges Barakat 3] a utilisé, dans sa thése, la méthode des impédances de surface pour
résoudre le probléme des pertes superficielles dans les piéces massives d’un rotor. Le rotor
a été supposé a 'arrét et sa rotation a été prise en compte en augmentant la fréquence des
harmoniques.

Gerhard Henneberger a publié en 1997 [11], une étude de pertes dans des alternateurs a
griffes, ou il a confronté ses calculs éléments finis 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 griffes massives. Les calculs ont été réalisés par la méthode des éléments finis en



1.5. Conclusion 27

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 & la divergence de
I’algorithme. Une extrapolation est nécessaire afin de retrouver les pertes correspondantes
aux vraies valeurs de conductivité et de vitesse.

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

1.5 Conclusion

Les technologies des véhicules hybrides et électriques sont diverses. Il existe de nom-
breuses solutions, qui contribuent & la réduction de CO4. Ces solutions introduisent diffé-
rents cotts 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 étre adaptée en fonction du profil de mission,
de la puissance, de la plage de fonctionnement, de 'emplacement, de ’environnement, etc.

Les machines & aimants permanents enterrés ont une puissance massique élevée et un
trés bon rendement a puissance nominale. L’inconvénient est le controle et le défluxage de
la machine dans une large plage de fonctionnement. D’ailleurs, le rendement & mi-puissance
et & faible puissance & vitesse élevée se dégrade car une partie du courant stator est utilisée
pour défluxer la machine. Elles peuvent méme avoir une zone inaccessible & trés grande
vitesse et & faible puissance. Selon la configuration du véhicule et 'emplacement de la
machine électrique, la plage peut étre étendue. Pour une machine intégrée par le systéme
A entrainement par courroie, & la place occupée par I'alternateur conventionnel, le rapport
entre la vitesse maximale et la vitesse de base (Viq4/ V) est proche de 10. Pour une machine
a aimants, la complexité du controle et de la sécurité (F.e.m. élevée a haute vitesse) peut
conduire & un cofit de I’électronique élevé.

Les machines a réluctance variable semblent aussi performantes que les autres machines
brushless. La MRV a double saillance est robuste et bénéficie en plus de la simplicité du
rotor. Elle nécessite toutefois une commande spécifique pour la contréler. Une améliora-
tion est également & apporter pour satisfaire les exigences acoustiques dans le domaine
d’automobile.

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

Le développement a ainsi eu lieu dans la modélisation de ces matériaux afin de mieux
les comprendre et les utiliser, ce qui a fait I’objet de la derniére partie de ce chapitre.
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La machine & double excitation combine les avantages de la machine a aimants per-
manents et de la machine & rotor bobiné. Elle présente un meilleur couple massique par
rapport & une machine & rotor bobiné simple. De plus, elle bénéficie d’un degré de liberté
supplémentaire non seulement dans le dimensionnement mais aussi pour le contréle de la
machine. Ce controle est facilité via le réglage du flux 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 systéme bagues/balais lorsque ce bobinage se situe au rotor. Ce type de
machines, jugé intéressant pour la nouvelle application automobile, fera ’objet principal
de ce mémoire.
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Résumé

Dans un contexte automobile visant a 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 a griffes nous semble insuffisant pour cette application. Il est plus que
jamais nécessaire de développer de nowvelles technologies en rupture pour répondre aux
erigences d’amélioration du rendement.

La machine a double excitation présentée dans ce mémoire, I’homologue de la machine
a griffes, semble prometteuse surtout dans le cadre de ’hybridation.
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I1.1 Introduction

Dans une machine & double excitation, le flux 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 & double excitation conjuguent les avantages des machines
& aimants permanents et ceux des machines a rotor bobiné en termes de puissance massique
et facilité du controle [4].

Une étude est menée dans ce chapitre sur une nouvelle structure de machine a4 double
excitation. Les différents modéles seront présentés. Une méthodologie de dimensionnement
et d’optimisation vis-a-vis d’un cahier des charges automobile sera ensuite décrite.

I1.2 Présentation de la machine & double excitation

La machine & griffes est aujourd’hui la machine la plus utilisée dans I’automobile grace
a sa fabrication simple et son faible cott. Pour les générations récentes, des aimants per-
manents sont insérés entre les griffes. Il s’agit en effet d’'une machine & double excitation.
Ce type de machine, ayant des performances ameéliorées, est actuellement utilisé en tant
qu’alterno-démarreur séparé dans les véhicules.

Dans les véhicules hybride et électrique, la machine électrique joue un réle plus im-
portant en termes de puissance. Le rendement d’une machine & griffes n’est pas suffisant
pour cette nouvelle application. Le rotor d’une machine & griffes, étant en acier massif,
est le siége des courants de Foucault. Les pertes fer, produites par ces courants, difficiles a
estimer actuellement, sont responsables du sur-échauffement de la machine. Afin de réduire
les pertes fer, la nouvelle structure proposée est composée d’un stator et d’un rotor en toles
feuilletées.

Flux & vide en fonction du courant excitation

Flus & vide (b

0 1 2 3 4 g B T g
Courant excitation IT(A)

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

FiGgure I1.1 — Machine a double excitation

La structure de la nouvelle machine est illustrée & la figure 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 facon a ce que le flux produit s’oppose au flux produit par les aimants
dans le noyau des poles respectifs. Le comportement de cette machine est donc proche
de celui de la machine & griffes. La présence du bobinage au rotor nécessite des contacts
tournants. On se limite dans la gamme du systéme bagues/balais des machines a griffes
dont la technique est bien maitrisée chez Valeo.

Comme toutes les machines & 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 défluxage complet en inversant le sens

du courant d’excitation.

Le comportement d’une machine & double excitation est caractérisé par la quantité d’ai-
mants au rotor, ce qui détermine le flux résiduel a 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 étre fait selon ’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, afin
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 & faibles puissances & grande vitesse car un fort débit n’est
pas désiré lorsqu’on roule sur ’autoroute. La configuration proposée (Fig. I1.1.a) est adaptée
car en annulant le courant d’excitation, le flux créé par les aimants est pratiquement court-
circuité par le rotor (Fig. I1.2.a). La Fig. I1.2.b montre un exemple, ou la f.e.m. devient
trés faible en annulant le courant dans les bobines. Elle peut étre entiérement annulée en
injectant un faible courant en sens inverse par 'intermédiaire d’un pont en H par exemple.

f.e.m. pour des différents courants dexcitation
BT T T T T T T T 1

I dnl s S S S SE SNNL S

—a—If=2A

| =4A
—O— If = BA
10}--| —F— IF=8A
If=10A

=
S I TSE PP o AR AR R R
o
5L
SRTVY s oo o P75 R MY SRR IO S ST |, i
BT O gl O Y P U SN SN 3
20 el _
25 I | I I I I I I I
05 1 15 2 25 3 35 4 45 &
Temps (s) w10
(a) Equi-flux a 'excitation nulle (b) F.e.m. en fonction du courant d’excitation

Ficureg I1.2 — Capacité de défluxage

Un autre critére, qui intervient dans le choix de la machine, est le cott de fabrication.
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La concurrence dans le secteur automobile est trés sévére; ¢’est par conséquent un domaine
en développement permanent. Les constructeurs et équipementiers automobile travaillent
4 réduire le cotut. La structure de cette machine reste relativement simple comparée a
certaines machines a double excitation existant dans la littérature [19]. On peut considérer
que 'industrialisation de cette machine est envisageable.

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

ameélioration de la capacité de défluxage a travers le controle total de flux;
une zone de fonctionnement & puissance constante plus large ;

faibles pertes en charge partielle grace & la décroissance du courant d’excitation ;
amélioration du rendement de la chaine de traction car la machine peut étre di-
mensionnée de telle maniére que son meilleur rendement coincide avec la zone de
fonctionnement la plus sollicitée.

I1.3 Modélisation

La machine électrique représente un domaine complexe, qui réunit les aspects ma-
gnétique, électrique, le phénomeéne thermique et en plus des contraintes mécaniques. On
cherche & travers la modélisation & exprimer les grandeurs électromécaniques qui nous in-
téressent par des paramétres géométriques plus ou moins influents. En général, les modéles
peuvent étre classés en trois catégories (Fig. 11.3) :

Modele élements finis

3D transitoire

3D statique

Modele de dimensionnement

Temps de caleul

2D transitoire

2D statique

Modéle semi-numérique

Réseauxde réluctances

Modéle thermigue nodal

Modele analytique

Modele de simulation Modéle de pertesfer

*  Géométrie exacte Résolution des équations

*  Phénoménes physiques locaux simplificatrices

Erreur de modélisation

Fi1Gure I1.3 — Emplacement de différents modéles

— les modéles analytiques, basés sur certaines hypothéses simplificatrices, sont trés
avantageux en temps de calcul mais la mise au point de ces modéles est souvent
longue.

— les modeéles numériques, basés sur la méthode des éléments finis, permettent de
prendre en compte la géométrie exacte de la structure et de résoudre localement
des lois physiques; Ces modéles sont bien précis mais cotiteux en temps de calcul.
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— les modéles semi-numériques, conjuguent la rapidité de la méthode analytique et la
précision de la méthode des éléments finis par la prise en compte d’une bonne partie
des phénomeénes physiques locaux.

On présente dans ce qui suit les différents modéles que nous avons utilisés. Dans cette
étude, nous avons adopté deux modéles magnétiques semi-numériques : modéle par réseaux
de réluctances et modéle par cartographies. Le logiciel Reluctool, développé au G2elab, est
utilisé pour résoudre les circuits de réluctances. Kt la méthode de cartographies de flux est
entiérement développée sous Matlab. Deux modéles 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 finis pure, avec le logiciel Flux, est utilisée pour la validation
finale et la compréhension des phénomeénes locaux.

I1.3.a Modéle magnétique
I1.3.a-i Modéle par réseaux de réluctances

Grace & son analogie avec les circuits électriques résistifs, les circuits magnétiques
peuvent étre représentés par un schéma électrique équivalent (Fig. 11.4). L’analyse par
réseaux de réluctances consiste & 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 Kirchhoff donne les flux dans toutes les branches du circuit. Toutes
les gradeurs électromagnétiques sont calculées & partir des valeurs de flux.

(a) Réseau d’axe d (b) Réseau d’axe q

FIGURE I1.4 — Représentation des réseaux de réluctances

Cette méthode, économique en temps de calcul, peut étre tres efficace pour le pré-
dimensionnement de la machine. Cependant, la mise au point du modéle 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’affranchir de ces difficultés, on a adopté un outil de
modélisation, Reluctool (Fig. I1.5) développé par le laboratoire G2elab [29] [31]. Cet outil,
deédié a I'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 modéle établi permet de réaliser des calculs rapides. Il peut étre facilement
couplé avec un algorithme d’optimisation déterministe.

Algorinme
d'oplimization
e 5
E :
| Modéle |—e -,
o . -
{ a5, X :
E | = - Mzdile .
3 — | EE, S | -
et - - (2],
Mise en équations - Dérivation des équations Couplage avec un algorithme

- Projection vers un code exécutable d'optimisation déterministe
Reluctool

FIGURE I1.5 — Génération du modéle de dimensionnement

A ce jour, on n’effectue que des calculs statiques dans I'environnement Reluctool. 11 est
toutefois possible de prendre en compte la rotation du rotor en introduisant la périodicité,
les conditions aux limites, et la commutation de flux au niveau de l'entrefer dans une
prochaine étude [57] [65].

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

1. Calcul des réluctances

Le point critique de la modélisation repose sur la distribution de I'induction dans I’en-
trefer. Ici on obtient sa valeur créte avec laquelle on déduit I’état magnétique de différentes
parties de la machine. La réluctance de l'entrefer est largement supérieure aux autres com-
posants dans le circuit en régime linéaire, ou elle régule le flux résultant et ou elle influence
la précision du modeéle. On utilise souvent le coefficient de Carter pour prendre en compte
la variation de perméance liée & ’encochage et travaille par la suite avec un entrefer lisse.
On obtient la valeur corrigée de la réluctance d’entrefer (I, = K. 1) 2] [13]

t
Ke=—"— (11.1)

R - —
ta = 745 Iy

O, tq est le pas dentaire, t. 'ouverture d’encoche et [, : la largeur d’entrefer.

Le matériau ferromagnétique comme le fer canalise bien le flux en régime non saturé.
Dés apparition de la saturation, la perméabilité relative est décroissante et sa réluctance,
n’étant plus négligeable par rapport a celle de I'entrefer, devient plus difficile & estimer.
Pour pouvoir attribuer & chaque sous-composant, issu de la discrétisation, sa propre per-
meéabilité relative en fonction de son état magnétique, la relation (Eq. 11.2) est introduite
dans 'outil Reluctool [31], avec laquelle on est en mesure de transformer le probléme en une
série d’équations implicites non linéaires qui tiennent compte de la saturation du circuit
magnétique par 'Eq. I11.3 (Fig. I11.6.a).
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R(®) = éH(%) (I11.2)

Ou, L : longueur du tube de flux; S : section du tube de flux; ® : flux traversant le tube.

(ttr = 20+ 1)B — s — Jo(2a — i)/ (S5 22E5)2 — Jalazie)
H(B) = Vi - (IL3)

2p0(pr — @)

O, po : la perméabilité magnétique du vide ; p, : la perméabilité relative propre au maté-
riau; Js @ la polarisation magnétique & saturation ; a : un coefficient permettant le réglage
du coude.

(a) Forme de la B(H) (b) Tube de flux

FIGURE I1.6 - 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 flux associé (Fig. I11.6.b). Par exemple, la réluctance
de la culasse (Rys) peut étre exprimée par :

LC’LLS @C’LLS

cus (I)cus = H 1.4

R ( ) Dys (Scus ) ( )
7T(Tes + deenc)

Loys = [\les T Tfdenc) 1.5

=Tt 15)

Seus = (Tes - rfdenc) l2s (HG)

Avec, 7¢s rayon extérieur du stator, r¢genc rayon du fond d’encoche, .5 longueur active du
stator, p nombre de paires de poles.

Le calcul des inductances de fuites est trés important si 'on veut étendre le domaine de
validité du modéle en régime saturé. Cependant, les fuites ne sont pas faciles & modéliser a
cause d’une mauvaise maitrise du chemin de flux dans ’air. Dans le cas d’un stator, elles
sont couramment modélisées par des inductances constantes et décomposées en inductance
de fuites d’encoche (fepc), inductance de fuites zig-zag (£,,) et inductance de fuites des
tétes de bobines (¢4) qui dépendent de la forme d’encoche, la forme des tétes de bobines,
la technique de bobinage, etc. Ces fuites, qui peuvent présenter jusqu’a 10%-15% du flux
total, peuvent étre estimées par des formules analytiques [32]. Ces valeurs peuvent étre
également obtenues par des calculs éléments finis spécifiques. On peut se limiter dans un
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premier temps aux fuites statoriques dans une machine 2D comme celle étudiée ici. Le
modéle est toutefois évolutif tout au long de cette étude.

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

2
Arvm = p N, I (T11.7)

Avec, I la valeur créte du courant, N, le nombre de conducteurs en série dans une encoche.

Pour une machine & 6 paires de podles et deux encoches par podle 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 Apprar cos(m/12) et la
F.M.M. totale des phases a pour expression :

6
Atppm = — N I 003(12) (11.8)
FIVII ) ' e
. — Prize en compte de I'effet
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FiGURE I1.7 — Réseaux de réluctances dans les axes d et q pour la MSDE

Ces réseaux de réluctances (Fig. I11.7), qui prennent en compte la propriété non linéaire
du matériau magnétique, forment un systéme implicite. On peut le résoudre par des al-
gorithmes d’optimisation déterministes en annulant ces équations implicites (Eq. I1.9) lors

d’une optimisation.

(fi (i -+ Pn) =0)i=1.. n (I1.9)

Ou, ¢; ... ¢y, : flux dans chaque branche du réseau.

Cette approche est relativement lourde lorsqu’il s’agit d’une optimisation d’un systéme
complexe car le systéme n’est pas résolu avant ’optimisation. Les N équations implicites
du systéme s’ajoutent aux équations de contraintes de cette optimisation. La deuxiéme
approche améliorée consiste & intégrer dans le modéle, I'algorithme de minimisation de
norme de ce systéme implicite par la méthode de Newton-Raphson. Le modéle du systeme
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est résolu indépendamment de 'optimisation du systéme. Ces approches sont expliquées
dans [30]. De plus, le fait de fournir les dérivées (jacobien) peut rendre l'optimisation plus
efficace par la suite.

2. Validation du circuit magnétique

La validation est effectuée d’abord sur la f.e.m. & vide, I'inductance en axe direct (Lg)
et en axe quadrature (L,). Avec les calculs éléments finis, on peut constater que les lignes
de flux de fuites se situent essentiellement dans l’encoche et aux pieds des dents (Fig.
I1.8). Pour calculer L, et Ly, les bobines rotoriques ne sont pas alimentées et les aimants
sont remplacés par air. La comparaison (Fig. I1.9) entre les inductances calculées par
le modéle de réluctances et celles estimées par la méthode des éléments finis montre une
bonne cohérence.

(a) A vide (b) Calcul Ly (c) Calcul L,

FiGuRrE I1.8 — Validation par la méthode des éléments finis Flux

F.e.rm. & vide en fonction de if w1’ Inductance d axe d en fonction de s
T i i n v T ] ] E T T T T T T T T T

_| —¥—nodéle réluctance | __
—6—Flux2D

f.e.m. avide (¥)
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; _| =¥ Ld - modéle réluctance |_|
—&—Lg - modéle réluctance

—— Muodele réluctance |_|

Ld & Lg (H)
(i)

o 10 20 30 40 a0 60 70 a0 90 100 0 10 20 30 40 a0 B0 70 80 90 100
Courant |s (&) Courant Is (&)

Ficure I1.9 — Validation du modéle de réseaux de réluctances par la méthode des éléments
finis (F.e.m. & vide en fonction du courant Iy, Lg et Ly en fonction du courant I)



38 II. Machine o double excitation

Le couple électromagnétique est évalué par la méthode des réseaux de réluctances (Fig.
I1.10) & partir de 'Eq. I1.10, ainsi que par la méthode des éléments finis.

3
Cem =5 p (Va i — Tg ia) (11.10)

Avec, Uy et ¥, : flux total d’axes d et q calculés & partir du flux d’entrefer, iy et i, :

courants d’axes d et q.

Iz = 404 & Angle d autopilotage = 0° If=EBA & ls = 404
40 T T T T T 30 T T T T T T T T
+— Reseaun de reluctances H H H H —+— Réseaux de réluctances
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Courant d excitation I (A) Angle d autopilotage (7)
(a) En fonction du courant d’excitation pour I, = (b) En fonction de 'angle d’autopilotage pour Iy =
40 A et o =0° 6 Aet I, =40 A

FiGuRre I1.10 — Evolution du couple

Le modéle est relativement précis sur une large zone de fonctionnement. Toutefois, il
semble moins performant en faisant varier 'angle d’autopilotage. Ceci est dii, d’une part,
4 la séparation des réseaux d’axes d et g, et donc & 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, 'angle du couple optimal (I’addition
d’un couple synchrone et d’un couple réluctant) varie en fonction du courant d’excitation,
ce qui n’est pas évident & inclure dans un modéle de réseaux de réluctances. On reviendra

sur ce phénomeéne dans la prochaine section.

11.3.a-ii Modéle par cartographies de flux

Cette méthode [20] est fondée sur la transformation de Park, ot on ne conserve que le
fondamental de f.m.m. dans ’entrefer et ol on néglige, dans un premier temps, les pertes
fer. Ces pertes seront traitées par des modeéles a posteriori. Pour ce faire, nous avons besoin
de connaitre les valeurs de flux dans chaque axe, en fonction des courants qui leur donnent
naissance. Ces calculs sont réalisés par la méthode des éléments finis, ol 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 finis en régime statique suffit pour chaque triplet de (iq, iq, if).
De plus, les calculs éléments finis et le traitement des données peuvent étre entiérement

automatisés sous Matlab.
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U, 5 cos(f)  cos(0 —2m)  cos(0+ 2m) v,
U, | = 3 —siln(e) —sin(&l — %W) —sin(91 + %W) U, (T1.11)
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FIGURE II.11 — Modéle par cartographies de flux [20]

Flux dans 'axe d en fonction du (Id, Ig)
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FIGURE IL1.12 — Cartographies de flux dans deux axes pour Iy = 8.9 A
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La transformation de Park utilisée est présentée dans 'Eq. I1.11. Cette relation est
aussi valable pour le courant et la tension. Le principe de ce modéle est illustré a la Fig.
I1.11. Connaissant la position du rotor, la transformation inverse de Park nous donne (g,
iy, ic) & imposer dans les enroulements statoriques pour chaque combinaison de (74, 74). On
obtient le flux dans chaque phase en fonction de (ig, iq, i) grace aux simulations éléments
finis. La transformation de Park permet de les ramener dans le repére d-q.

Flux dans axe d en fonction de (I, lg)

Flux dans axe d (Wh)

-500 s
Iy (A) 00 Id (&)

(a) Flux d’axe d

Flux dans axe g en fonction de (Id, Ig)
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(b) Flux d’axe q

FiGURE I1.13 - Cartographies de flux dans deux axes en fonction de (iq4, i) pour différents
courants d’excitation

Un exemple de surfaces de flux dans les axes d et q en fonction des courants est présenté
a la Fig. I1.12. Avec un courant d’excitation de 8.9 A, une légére saturation est constatée
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Couple électromagnétique pour if = 0A

Couple electromagnétique (M.}
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B 40

Courant s Ue (4,
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Angle autopilotage (%)
(a) i =0A

Couple électromagnétique pour if = 114

-a0

Couple electromagnétique (M.m)
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40 20 0 Courant statorique (4)

Angle autopilotage (%)

(b) iy = 9.5 A

F1cure I1.14 — Couple électromagnétique en fonction du courant statorique et de ’angle
d’autopilotage pour deux valeurs du courant d’excitation

dans I’axe d en fonctionnement & vide (iq4, iq = 0). En injectant un courant négatif dans I’axe
d, la création d’une réaction d’induit démagnétisante réduit le flux et la saturation dans ce
méme axe. L’effet de la saturation croisée est observé dans les deux axes, c’est-a-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 flux d’axe d pour des courants i4 et iy donnés. Ce phénomene est moins
important dans ’axe q, cependant on voit toujours une légére variation de flux dans l'axe q,
pour un courant ¢, donné, lorsqu’on fait varier le courant 74. L’avantage de cette méthode
est aussi le non-découplage des axes d et g, ce qui permet de prendre en considération



42 II. Machine o double excitation

naturellement la saturation croisée. La saturation du matériau ferromagnétique méme est
prise en compte par U'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. 11.12), i4 est supposé toujours négatif et les courbes sont symétriques pour les valeurs
négatives de i :

\I/d(id,iq,if) = Uy(ig, —iq,if) Vig <0, g € Retiy >0 (11.12)
‘I’q(id,iq,if) = —‘I’q(id, —iq,if) Vig < 0, iq eRet if >0 (11.13)

Concrétement, le modeéle par cartographies de flux est constitué d’'un ensemble de sur-
faces de flux bien défini comme & la figure 11.13. A partir de ces courbes, une simple
interpolation en 3 dimensions permet de retrouver les valeurs de flux correspondantes a
une combinaison quelconque des courants. Le couple électromagnétique peut étre exprimé
par I'Eq. 11.14.

Cem = 5 1 (Valia, i, iy) iq — Vqlia, g, s) 1a) (11.14)

A partir de cette équation, on peut tracer les courbes du couple électromagnétique en
fonction des courants et de langle d’autopilotage (Fig. 11.14). L’angle d’autopilotage est
défini comme 'angle entre le courant I; et I’axe q. Pour cette MSDE, comme toutes les
autres machines & 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 complétement saturée. A excitation nulle ou & faible excitation,
on a observé un effet de saillance. L’angle du couple optimal, qui correspond au couple
maximal par ampere (1), se trouve vers 45 degres électriques. Cet angle est ramené, par
I'addition d’un couple synchrone et d’un couple réluctant, vers 15-20 degrés électriques
(Fig. 11.14.b) avec un courant d’excitation plus élevé. Ce phénoméne peut étre facilement
observé par des calculs éléments finis, cependant son intégration dans un modéle analytique
n’est pas évidente.

I1.3.b Choix du modéle de pertes fer

Les pertes fer sont un type de pertes qu’on maitrise le moins dans la machine élec-
trique, pourtant elles ont une influence non négligeable sur le rendement. Les modéles
analytiques, fondés sur certaines hypothéses simplificatrices, sont relativement faciles a
mettre en oeuvre mais ils ne sont en général pas suffisamment précis. Les modéles d’hysté-
résis dynamiques, ayant une meilleure précision, qui prennent en compte les phénomeénes
physiques locaux, nécessitent un temps de calcul assez conséquent. On cherche un modele
assez précis, raisonnable en temps de calcul et qui peut étre facilement intégré dans la
procédure d’optimisation. On cherche également & comprendre ce phénoméne de pertes a
l'aide de la modélisation.

I1.3.b-1 Modéle de Bertotti

Le modéle de pertes fer le plus utilisé actuellement dans le dimensionnement de la
machine est le modéle de Bertotti grice & sa simplicité et & sa rapidité de calcul. Le



11.3. Modélisation 43

premier modéle proposé en 1988, donne des trés bons résultats pour une excitation en
induction sinusoidale (Eq. I1.15). Bertotti a décomposé les pertes totales en pertes d’hysté-
résis statiques, pertes par courants induits et pertes par excés et attribué une interprétation
physique & chaque partie (Fig. I1.15).

"'pfofuf 1
/
7

Pertes
supplémentaires P,
Pertes par courants

Induits F_¢

Pertes par h‘\ stérésis

By

1

fo 5

FiGURreE I1.15 — Décomposition des pertes totales par cycle

Prey = Kpf By + Kep(fBur)? + Ke(fBar)*/? (IL15)
Ou, Ky, K.y et K. sont des coefficients propres au matériau.
w2d?
K.r =
of 6pmy

Avec, d : I'épaisseur de la tole, p : la résistivité et m, : masse volumique.

(11.16)

Ce modéle a comme défaut de ne considérer que 'induction sinusoidale. Or c’est ra-
rement le cas dans les machines électriques. Pour s’affranchir de ce défaut, le modeéle de
Bertotti amélioré, prenant en compte la forme de I'induction, est décrit par :

d2 1 dB 3
/2
Pjor = thBM+12 / ()t + Ko / dt (I1.17)

Le coefficient K} est identifié par un cycle d’hystérésis statique de basse fréquence et
d’induction maximale Bjs. Le coefficient K.; peut étre obtenu & partir des parametres
physiques tels que la résistivité, la densité et ’épaisseur des toles. La détermination de
K., les pertes par excés, nécessite des caractérisations spécifiques pour des fréquences et
inductions souhaitées. D’ailleurs, on peut constater que 'identification des paramétres et
I'utilisation du modéle nécessitent la connaissance a priori sur I'induction dans la machine.

I1.3.b-ii Modéle Loss Surface (LS)

Le modéle LS, détaillé dans le chapitre V, est un modéle d’hystérésis dynamique scalaire,
fondé sur le terme dB/dt et la fréquence d’excitation. Ce modeéle, représenté sous forme de
surface Hgypn (Fig. 11.16), fournit un lien entre le champ et (B, dB/dt).

La construction du modéle pour un matériau considéré nécessite des essais spécifiques.
On insiste sur I'importance de cette caractérisation en vue de la création du modéle qui
permet aussi de connaitre les propriétés exactes du matériau. Une fois le modéle est iden-
tifié, les pertes fer peuvent étre facilement estimées & partir de la forme de 'induction
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FIGURE I1.16 — Surface Hy gyn(B,dB/dt) mesurée & 1.75 Tesla, nuance M330-35A [33]

B(t). Les utilisateurs n’ont pas besoin de se procurer les caractéristiques complétes du ma-
tériau : les courbes B(H) pour différentes fréquences d’excitation, les pertes magnétiques
sous différentes excitations en induction sinusoidale et sous différentes fréquences.

I1.3.b-iii Comparaison et bilan des modéles de pertes fer

Une comparaison est effectuée entre les deux modéles couplés aux calculs éléments finis

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 a basse
fréquence, mais a forte induction car les forts courants sont injectés pour produire le
couple.

— point de défluxage a vitesse maximale : 8 kW, 16000 tr/min; Ceci est un point de
fonctionnement & haute fréquence et riche en harmoniques & cause du défluxage.

On obtient des résultats assez proches (Tab. I1.1), pour les deux vitesses, sur les pertes

fer au stator. Par contre, les écarts sur les pertes fer rotoriques sont importants. Dans cette
configuration, avec un rotor feuilleté et un bobinage réparti & 2 encoches par péle et phase,
les pertes fer au rotor doivent étre relativement faibles. On suppose que la surestimation de
pertes au rotor par le modéle analytique est due a la non prise en compte de la composante

continue de 'induction.

Modéle Bertotti | Modeéle LS
Vitesse (tr/min) 2000 16000 2000 | 16000
Stator | 91 876 63 720
Pertes fer (W)
Rotor 30 278 6 66

TaBLEAU II.1 — Comparaison entre les pertes fer calculées par le modéle LS et le modéle

de Bertotti en deux points de fonctionnement
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Dans 'optimisation de la MSDE, la méthode des éléments finis pure comme présentée
ci-dessus n’est pas adéquate a cause du temps de calcul. Les modéles peuvent étre utilisés,
d’une maniére plus simple mais efficace, sous forme de cartographies de pertes en fonction
des courants i4, i4, i et de la vitesse de rotation, dont un exemple est donné & la figure I1.17.
Les deux modéles présentent des résultats semblables avec un temps de calcul comparable.
Cette méthode simplifiée, qui réduit davantage le temps de simulation, sera décrite plus en

détail dans le dernier chapitre.

Stator iron loss depending on (Id, Ig) for If = 6 4A @ 3000 rpm Stator iron loss depending on (Id, 1) for f = 6 4A @ S000 rpm

4400

Stator iron lass (W)
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FIGURE I1.17 — Pertes fer statoriques en fonction des courants (ig, iq) avec iy = 6.4 A et
@ 8000 tr/min

I1.3.c Modéle électrique

Les tensions statoriques phase-neutre sont issues de la loi d’Ohm avec les résistances
de pertes Joule et fer a I’aide de la transformation de Park (Fig. I1.18). Les expressions de

tensions dans les axes d et ¢ sont :

vg = R(Tey)iq — we¢q(z’d, g, ’if) (I1.18)
Vg = R(Tew)iq + wetbaia, ig, if) (1L.19)

Ou, R(T,,) prend en compte l'influence de la température cuivre Ty, ; w, est la pulsation
électrique ; les flux des axes d et ¢ sont issus du modéle magnétique en tenant compte de
la saturation du matériau.

La résistance d'une phase statorique est calculée & partir de I’Eq. 11.20.

R(T.,) = P(Tew) 2p - Nbepe pol ph * Nbsp enc * leus pol /(Nb// sz'l) (I1.20)

Ou, p est le nombre de paires de poles; Nbe,e pot pn le nombre d’encoches par pole et par
phase; Nbyy enc le nombre de spires par encoche; lqys por la longueur du cuivre par pole;
Nb,, le nombre de fils en parallele; Sy; la section du fil.
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FiGURE I1.18 — Schéma électrique équivalent de 'axe d et de 'axe q

leus pol — los + 2 lyesp + 7T/p (Tsi + hds/2) (HQ].)

O, [, est la longueur du paquet du stator; lis @ la longueur des tétes de bobines; rg; :
le rayon intérieur du stator; hgs : la hauteur des dents.

La puissance utile (Fig. 11.19) est calculée en retranchant les pertes fer et les pertes
mécaniques (les pertes aérauliques) de la puissance électromagnétique calculée auparavant.

Pertes feret
pertes mécaniques

ﬁ

Ficure 11.19 - Bilan de puissance

Puissance

. . Puissance utile
électromagnétique

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

P P
fer _‘m (11.22)
Q Q

Ou, Py, : pertes mécaniques et ) est la vitesse de rotation; Py, : pertes fer; Cep, : couple

Cutil = Cem -

électromagnétique.

Le Tab. I1.2 montre une comparaison entre les estimations issues du modéle de carto-
graphies de flux, du modéle électrique et les résultats de simulation par éléments finis en 4
points de fonctionnement représentatifs de toute la plage couple-vitesse. On constate que
ces modéles sont trés satisfaisants en termes de précision.

I1.3.d Pertes et rendement

La machine électrique fonctionnant en mode moteur transforme la puissance électrique
du bus continu, par I'intermédiaire d’un onduleur, en puissance mécanique. La différence
entre ces deux puissances est expliquée par les pertes dissipées lors de la transformation.
La puissance d’excitation P, 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
Modéle | Flux | Modéle | Flux | Mode¢le | Flux | Modéle | Flux
Courant iq (A) 0 -35 -35 -25
Courant i, (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 I1.2 — Comparaison entre les calculs par le modéle de cartographies de flux et les
calculs éléments finis (Flux)

Putil
Putil+-13js+Pfer+Pm+Pex

n= (11.23)
Ou, P, est la puissance mécanique ; Pjs : pertes Joule statoriques; Py, : pertes fer; P, :
pertes mécaniques.

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

I1.4 Optimisation

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

En général, un probléme d’optimisation sous contraintes peut étre formulé par I’Eq.
I1.24. Les contraintes incluent :

— le respect d’un cahier des charges en termes de dimension, inertie, courant, tension

etc.;

— la cohérence géomeétrique;

— le processus de fabrication : la forme d’encoche spécifique liée & la technique de

bobinage et le taux de remplissage par exemple.

Dans une optimisation, il est important de bien formuler le probléme car une définition
correcte des contraintes facilite la convergence du probléme vers une solution optimale
vis-a-vis d'un cahier des charges.

min fon;(y)
ga(y) < 0 (IL.24)
hi(y) = 0

Avec, gi(y) : les contraintes d’inégalité et hy(y) les contraintes d’égalite.

On présente dans ce qui suit, les différentes optimisations qu’on a effectuées au cours de
cette étude : 'optimisation en un point de fonctionnement, en plusieurs points de fonction-
nement, et U'interprétation de la courbe de Pareto qui peut aider les concepteurs a décider.
On veut démontrer également, & travers ces optimisations, l'influence de la formulation du
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probléme sur la solution optimale et la stratégie qui nous semble la plus adaptée pour un
cahier des charges d’automobile.

I1.4.a Présentation du logiciel

CADES [28] (Fig. I1.20), développé au G2elab, est un outil de dimensionnement et
d’optimisation dédié aux modéles analytiques ou semi-numériques. Le systéme a étudier
peut étre modélisé par des équations multi-physiques ou par des réseaux de réluctances. Les
composants créés par le générateur CADES, contenant des codes exécutables, peuvent étre
facilement importés par un optimiseur. Cet outil fournit, dans les composants standards,
les gradients des parametres de sortie (grandeurs électromécaniques telles que le couple, la
tension, etc.) en fonction des paramétres d’entrée (grandeurs géométriques telles que : le
diameétre extérieur, la longueur active, etc.). Ces composants peuvent étre utilisés pour des
études de sensibilité ou des optimisations en couplant avec un algorithme d’optimisation
déterministe de type SQP (sequential quadratic programming).

Générateurs de Compaosants standard Services
composants logiciel

1.::?
N}ljodn?eles » 7 = e O,
physiques >
! ." -.ﬁ
d al,
'{'::" '::D Optimisation

Fiqure I1.20 — Plateforme du logiciel CADES

IT.4.b Optimisation du rendement a la vitesse de base

Le point de base, limitant la zone du fonctionnement & couple constant et celle a
puissance constante, est traditionnellement un point de dimensionnement de la machine.
Le premier cahier des charges consiste & 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 diameétre extérieur du stator. La géométrie initiale (Fig. I1.21) est issue d’une étude
paramétrique et correspond dans notre cas au premier pas d’itérations.

La géométrie issue de la premiére optimisation est donnée a la Fig. 11.22. On peut
constater que la hauteur de l'aimant est réduite, ce qui prouve que lintroduction des
aimants dans ce type de structure ne garantit pas nécessairement une amélioration du
rendement (Fig. I1.23). Le pourcentage cuivre/aimant est un facteur critique dans le di-
mensionnement comme dans toutes les machines & double excitation. Le flux des aimants
a tendance & re-boucler par le rotor sans courant d’excitation. Le flux des bobines, lors-
qu’elles sont alimentées, s’oppose au flux des aimants et force ce dernier a traverser l'en-
trefer, comme ce qui est montré dans la section 11.2. Dans la géométrie initiale, le flux créé
par les ampéres-tours n’est pas suffisant pour faire changer le parcours du flux des aimants.
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FIGURE II.21 — Géométrie initiale de la MSDE
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FiGuRE 11.22 — Géométrie optimale de la MSDE
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Ficure 11.23 — Evolution des paramétres au cours de 'optimisation

Afin de réduire les pertes Joule dans le rotor, la surface d’encoche a été élargie pour loger
plus de spires avec un diamétre de fil 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 systéme bagues-balais.

On a aussi remarqué que la longueur active de la MSDE a été augmentée. Les pertes (3
RsI?) ont été diminuées malgré I’augmentation de la résistance. Cependant, cette nouvelle
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longueur peut ne pas correspondre aux attentes des constructeurs automobile, qui cherchent
& réduire ’encombrement de la machine et & 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 ’ensemble de la plage couple-vitesse. Il semble plus judicieux d’optimiser la
machine en plusieurs points de fonctionnement. Ceci fera 'objet de la partie suivante.

I1.4.c Optimisation en plusieurs points de fonctionnement

En connaissant 'enveloppe de la plage couple-vitesse, trois points de fonctionnement
sont identifiés :

— le couple de démarrage & faible vitesse;

— le couple maximal & vitesse maximale, qui dépend la capacité de défluxage;

— mi-puissance a 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
(diametre 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. [’idée est de faire coincider
la zone du meilleur rendement de la machine avec la zone la plus sollicitée pour utiliser au
mieux la MSDE.

Modéle dupliqué 1: Modéle duplique 2: Modéle dupliqué 3:
2000 tr/min 16000 tr/min 2000 tr/min

Contraintes: Contraintes: Foncion d'objectif:
Cmax = 55 N.m C=4.7N.m (BkW) Maximiser |e
Is < 100Amax Is < 100Amax TECEETIEC

If< 254 If< 254

Us =170V Us <=170V Contraintes:

Pertes totales < 1200W C= Cmax,2

Is < 100A max
f< 254

Us <= 170V

FiGURE 11.24 — Duplication du modéle pour différents points de fonctionnement

Pour ce faire, on a dupliqué le modele (Fig. 11.7) trois fois pour représenter les diffé-
rents points de fonctionnement a ’aide de I'outil CADES, dédié a 'optimisation. Ces trois
modéles ont des paramétres géométriques strictement identiques mais des différents para-
meétres électriques, électromécaniques (courant, tension, couple, vitesse, rendement . . .).

En effet, optimisation en différents points de fonctionnement consiste & maximiser le
rendement sur le point identifié, comme étant le plus sollicité, tout en respectant le besoin
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Ficqureg 11.25 — Optimisation en trois points de fonctionnement
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FiGurE I1.26 — Evolution des paramétres au cours de I’optimisation : couple, courant, angle
d’autopilotage (de haut en bas), point de fonctionnement 1-3 (de gauche a droite)

N

du couple au démarrage et de la puissance nécessaire a grande vitesse qui dépend de la
capacité de défluxage et de 'aspect thermique (Fig. I1.24). 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’aprés les données empiriques, les ventilateurs ciblés sont en mesure
d’évacuer 1200 W de pertes a 16000 tr/min sous une température ambiante de 100°C. De
plus, on contraint le diamétre extérieur et la longueur active de la machine.
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Ficure I1.27 — Evolution des paramétres au cours de 'optimisation (le point le plus solli-
cité)
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F1GURE I1.28 — Défluxage dans les trois zones identifiées

Avec une géométrie telle que celle de la figure 11.25, les courants dont on a besoin au
point de base (Fig. I1.26 17 colonne) et a 16000 tr/min (2™¢ colonne) sont semblables
mais avec les valeurs d’angle d’autopilotage différentes. Une partie du courant est utilisée
dans 'axe d pour défluxer la machine & 16000 tr/min. On a décomposé la plage en 3
zones en fonction du principal mode de défluxage (par le stator ou le rotor). En effet, le
passage d’une zone a I'autre est progressif et continu (Fig. I1.28). On a également remarqué
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que pour assurer le défluxage dans la zone proche de la puissance maximale (I’enveloppe
extérieure), il est nécessaire d’établir un courant négatif dans ’axe d. Le défluxage 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 3¢™¢ point de fonctionnement a 2000 tr/min et 4 kW choisi, on
obtient un rendement de 90% (Fig. I11.27).

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

Dans le contexte actuel, on cherche & optimiser le rendement de la machine électrique
pour d’une part diminuer la consommation et par conséquent réduire les émissions de COq
et d’autre part améliorer la puissance massique. La courbe de Pareto est utile lorsqu’on
s’intéresse a4 deux paramétres ayant des effets opposés (amélioration de 1'un se fait au
détriment de autre) et peut aider les concepteurs a décider. Le principe de la courbe
de Pareto est trés simple. Il s’agit d’effectuer une série d’optimisations bien définies 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 I’environnement CADES.

11.4.d-i Détermination de I’espace d’optimisation

La limite inférieure de 1’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 méme maniére que dans la section précédente, les parameétres dimensionnels (rayon
extérieur 7., longueur active l,s, etc) étant libres (Fig. 11.29).

-1.08 X

(a) Vue radiale (b) Vue axiale

Ficure I1.29 — Détermination de I’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 14 aussi non contraintes (Fig. I1.30). On peut constater que la surface d’encoche est
élargie pour pouvoir loger des conducteurs du diameétre supérieur. La machine est allongée
afin de réduire le courant statorique nécessaire pour fournir la puissance demandée. Ces
deux points agissent dans le méme sens et permettent de diminuer les pertes Joule.

On obtient, avec la géométrie de la figure 11.29, une machine de 4.3 kg et 91% de
rendement sur le point de fonctionnement le plus sollicité et avec celle de la figure 11.30,
une machine de 7 kg mais un rendement de 94%.
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-1.08 X

B

(a) Vue radiale (b) Vue axiale

F1cureE I1.30 — Détermination de ’espace - maximisation du rendement

I1.4.d-ii Courbe de Pareto

Pour tracer la courbe de Pareto (Fig. I11.31), plusieurs optimisations ont été effectuées
en maximisant le rendement en fonction de la masse dans ’espace défini auparavant. Cette
courbe expose une vision claire : dans la zone 1, il est possible d’améliorer le rendement sans
trop modifier 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’accroit trés vite en contrepartie.

Courbe de Pareto
7 ! ! ! ! !

o
[

MWlasse (ko)
o

m
[

45

q

4
0.915 0.5z 0525 0.93 0935 0.94 0.5945

Rendement

F1GURE I1.31 — Courbe de Pareto : rendement vs. masse

I1.5 Conclusion

Une nouvelle structure de machine & double excitation est présentée dans ce chapitre
et ses principaux avantages sont démontrés. Le controle de flux devient plus aisé grace
a la possibilité du réglage du flux rotorique par le courant d’excitation. Ceci est intéres-
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sant du point de vue énergétique, car il suffit d’annuler le courant d’excitation lors du
fonctionnement & faibles charges, on a donc moins de pertes Joule. Pour une machine pu-
rement & aimants permanents, il faut injecter des courants statoriques pour défluxer la
machine, ce qui crée des pertes Joule et des pertes fer supplémentaires. En terme du cofit
de I’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 a diodes.

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

Ensuite, les différentes optimisations sont présentées, a travers desquelles on a pu dé-
montrer 'importance de la formulation du probléme dans le processus d’optimisation. La
géométrie finale vers laquelle ’algorithme converge dépend fortement de la définition des
contraintes. L’optimisation en 3 points de fonctionnement semble la stratégie la plus adap-
tée dans notre application. Elle permet de faire coincider la zone du meilleur rendement
de la machine & la zone la plus sollicitée et donc de profiter au mieux les avantages de la
MSDE.

Les premiéres optimisations sont effectuées par rapport aux parameétres géométriques
principaux de la machine vis-a-vis d’un cahier des charges exprimé par la plage couple-
vitesse. Deux types de paramétres ne sont pas inclus :

— parameétres discontinus : la technique de bobinage réparti ou concentré (nombre de

poles, nombre d’encoches) ;

— caractéristiques secondaires : ondulation du couple/courant, taux d’harmoniques.
Pour des raisons de temps de calcul et de difficulté de modélisation, ces paramétres 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 I'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-a-vis de ces aspects.



a8 1. Vers une amélioration des performances de la MSDE

IT11.1 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 étre inclus dans cette procédure d’optimisation pour des
raisons de temps de calcul (I’aspect d’harmoniques, 'ondulation du couple, 'aspect acous-
tique, etc.), ni la discontinuité du probléme telle que le nombre de poles et d’encoches; etc.
Ces aspects seront analysés dans les prochaines sections.

II1.2 Choix de la polarité

Le nombre de paires de poles a une influence significative sur le comportement de la
machine. Cette derniére a tendance a étre plus compacte avec un nombre de poles élevé, car
ceci permet de réduire le volume des circuits magnétiques du retour de flux et la longueur
des tétes de bobines. Il est possible d’améliorer la puissance massique de la machine en
augmentant le nombre de paires de poles (p).

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

n-p

f="5 (IT1.1)

De plus, un nombre de poles élevé entraine une augmentation de la fréquence de dé-
coupage du convertisseur d’alimentation et par conséquent de son coft.

On insiste aussi sur '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 trés important en vue de I'industrialisation. Dans le cas de la MSDE, un
nombre de pdles élevé peut rendre le bobinage au rotor plus délicat, car cela signifie une
perte de surface d’encoche due aux espaces réservés au passage de laiguille.

Pour toutes raisons, on a décidé de se limiter & 7 paires de poles au maximum.

ITI.3 Machine a 10 poles et machine a 12 poles

En tenant compte des paramétres ci-dessus, on compare les performances de ces deux
machines, 10 et 12 poles, d’une maniére globale.

Pour une premiére comparaison, les machines 12 poles et 10 poles (Fig. III1.1) ont le
méme diamétre extérieur, le méme diamétre d’alésage afin de pouvoir utiliser les venti-
lateurs standards, et la méme longueur active. Les caractéristiques dimensionnelles sont
présentées au Tab. ITI.1.

Pour une machine refroidie par air, le stator est relativement bien refroidi via les ven-
tilateurs fixés au rotor et placés en face des tétes de bobines. Les chignons rotoriques se
refroidissent en brassant lair. Les pertes au rotor sont généralement plus difficiles a évacuer
qu’au stator. La puissance de ce type de machines est souvent conditionnée par la capacité
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) Machine 12 poles

(b) Machine 10 poles

F1GURE III.1 — Deux géométries de MSDE

Machine 1 | Machine 2
Nombre de poles 12 10
Nombre d’encoches 72 60
Diameétre extérieur (mm) 144

TABLEAU III.1 — Comparaison dimensionnelle entre la machine 12 poles et celle & 10 poles

Couple (N.m)
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(b) Machine 2 : 10 poles

Ficureg II1.2 — Comparaison du couple de démarrage et des pertes Joule stator

d’évacuation de chaleur au rotor. On fixe le méme niveau de pertes Joule au rotor, 1’évo-

lution du couple au démarrage & 900 tr/min en fonction du courant statorique est tracée

pour les deux machines. Les pertes Joule sont calculées avec ’hypothése que la tempéra-
ture du cuivre est a 180 °C (démarrage & chaud) (Fig. 111.2). La machine 1 présente un

meilleur comportement a

car la culasse et les dents sont moins saturées.

a fort courant, un couple plus élevé avec un courant acceptable,
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Le deuxiéme point de fonctionnement & évaluer est le point & 16000 tr/min en régime
transitoire. La machine électrique assiste le moteur thermique et joue un role 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 I’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 'importance, pour une
telle nouvelle structure, sans passer par des mesures expérimentales. D’aprés le tableau
récapitulatif (Tab. I11.2), calculé a une température du cuivre de 180 °C 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 défluxage. 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 (Aeff) 318 280 137.3 149.5
Angle d’autopilotage ¢ (°) 8.5 22 80 84
Courant d’excitation Iy (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) 59178 4707 7870 7870
Rendement 0.46 0.42 0.75 0.66

TaBLEAU II1.2 — Récapitulatif en deux points de fonctionnement & 180°C sous la tension
du bus continu 60 V pour les machines 12 et 10 poles

II1.4 Différentes techniques de bobinage

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

Dans cette section, les différentes solutions de bobinage seront évaluées en vue d’amé-
lioration des performances de la MSDE.

ITI.4.a Bobinage a pas fractionnaire

Le bobinage & pas fractionnaire est surtout utilisé dans le cas des machines & grand
nombre de poles. Dans ces machines, un nombre entier d’encoches par pole et par phase
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peut conduire & un nombre d’encoches trés élevé et par conséquent des dents trés fines,
ce qui rend la réalisation de machine difficile. La possibilité de choisir un rapport N,;/6p
(N,1 : nombre d’encoches, p : nombre de paires de poles) non entier peut rendre des dimen-
sions d’encoches acceptables. Néanmoins, certaines régles doivent étre respectées pour que
I’enroulement soit réalisable : si le nombre de péles est multiple de 3™, le nombre d’encoches
devra étre multiple de 3"+ [60].

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

IT1.4.b Bobinage a pas raccourci

Le bobinage a pas diamétral est riche en harmoniques. Et, le bobinage & pas raccourci
permet, grace a un degré de liberté supplémentaire, d’améliorer sensiblement le taux d’har-
moniques d’espace global ou de supprimer certains harmoniques génants. Le coefficient de
raccourcissement est exprimé par [17] :

ho
Koy = sz’nTW (I11.2)

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

Les valeurs de § couramment utilisées sont :

— 2/3 : annulation de I’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 I’harmonique de rang 9.

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

IT1.4.c Bobinage concentré

Le bobinage concentré est plus simple & réaliser par rapport au bobinage réparti, ce qui
peut étre intéressant en termes d’industrialisation. Ce type de bobinage est intéressant car
les tétes de bobines sont plus courtes, ce qui permet de réduire les pertes Joule et également
I’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 a son homologue. Ceci signifie que la machine est facilement
adaptable aux différentes tensions d’alimentation lors du dimensionnement. Cependant, une
machine avec un bobinage concentré est trés riche en harmoniques, ce qui peut engendrer
des pertes fer bien élevées a haute fréquence. En méme temps, certains harmoniques peuvent
étre 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 ’environnement dans lequel la machine sera installée. Contrairement
a un bobinage & pas raccourci, ce bobinage est favorable pour des machines dont la vitesse
maximale est généralement inférieure a 8000 tr/min avec un nombre de paires de poles
inférieur & 6.

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

2 2
N = ?p ou N,y = % (LIL3)

O, p est le nombre de paires de poles; 0 : pas de bobinage/pas diamétral; Le nombre
d’encoches N, doit étre multiple du nombre de phases, sinon I’enroulement est impossible.

I11.4.d Application a la MSDE
II1.4.d-i Machine 12 poles, 54 encoches

Cette configuration concerne un bobinage imbriqué & 2 couches avec 1.5 encoche par
pole et par phase. Le plan de bobinage est présenté a la figure I11.3.a. La périodicité du
motif se fait désormais sur une paire de podles.
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—w— 72 encoches
—©— 54 encoches
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0 1 2 3 4 5
Temps (s) 10
(a) Bobinage a 1.5 encoche par pole et (b) Couple électromagnétique a 900 tr/min

phase

Fiaureg I11.3 — Bobinage a pas fractionnaire

Avec cette technique de bobinage, '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, ol 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 & 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. 111.3). Ce bobinage est un
peu plus riche en termes d’harmoniques (Fig. I111.4). 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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72 encoches &4 encoches

Induction (Tesla)
Induction (Tesla)

a 0.o2 0.04 0.05 0 0oz 0.04 0.05
Temps (s) Temps (s)

_______________________________________

Induction (Tesla)
Induction (Tesla)

a 10 20 3o 1] 10 20 3o
Rang harmanigue Rang harmonigue

FIGURE II1.4 — Induction dans 'entrefer et FFT

111.4.d-ii Machine a bobinage concentré

De nombreux travaux [25] [55] sont menés sur les machines & aimants permanents avec
ce type de bobinage. La réduction des tétes 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 différentes configurations du bobinage potentiellement
intéressantes pour I’application de la MSDE. On se limite dans cette étude & 4-7 paires de
poles, car un nombre de podles élevé rend difficile la réalisation de la machine et risque de
conduire & des pertes fer prohibitives a grande vitesse. Les combinaisons sont présentées au
Tab. I11.3. 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 poles 8 |10 | 12 14
Nombre d’encoches | 12 | 12 | 18 | 12 | 18

TaBLEAU II1.3 — Différentes configurations du bobinage

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

La comparaison est présentée au tableau récapitulatif (Tab. II1.4). Les calculs sont
effectués avec des densités de courant de 8 A/mm? au rotor et 12 A/mm? au stator pour
3000 tr/min. Le PPCM (plus petit commun multiple) et le PGCD (plus grand commun
diviseur) sont deux indicateurs de 'ondulation du couple. Plus la valeur de PPCM est
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grande et plus la valeur de PGCD petite, plus faible est I'ondulation du couple.
que les machines & 10 poles et 14 poles disposent les meilleurs taux d’ondulation.
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Fi1Gure IIL.5 — Induction dans 'entrefer pour différents bobinages

Nombre de poles 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 6 2 2
Taux d’ondulation (%) 22 11 | 6.5 | 35
Pertes fer stator (W) 53 | 62 | 66 | 120 | 64
Pertes fer rotor (W) 13 13 9 | 91| 34

40 50 &0

On voit

TABLEAU II1.4 — Tableau récapitulatif (les pertes sont calculées pour 3000 tr/min)

Les pertes fer augmentent avec la fréquence d’excitation. Le nombre de poles 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 & un bobinage sur dents. Le rotor, tournant

a la méme 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 'ordre de quelques watts méme a grande vitesse. Or, ce n’est pas le cas avec un

bobinage concentré a cause de ’abondance des harmoniques. Pour les deux machines 4 14

poles, les pertes fer au rotor commencent a prendre I'importance a 3000 tr/min. On ob-
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tient presque 100 W de pertes magnétiques au rotor pour la machine & 12 dents. En mode
moteur, cette machine est entrainée par ’harmonique de rang 7 (Fig. IIL.5). La présence
d’un harmonique de rang 5 élevé est sans doute responsable de ces pertes.

L’optimisation de ces machines revient & 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’étre trop élevées dans une application dont la vitesse peut atteindre 18000
tr/min, ce qui nécessite une étude plus approfondie.

I11.5 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. Dt au déphasage entre les champs inducteur et induit, le champ traversant le
pole est renforcé d’un coté et affaibli de I'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 & courant continu, les bobinages auxiliaires sont répartis & la surface
de poles. Les conducteurs sont parcourus par des courants DC et ils sont alimentés de
telle maniére que leur flux s’opposent a la réaction d’induit pour réduire son effet. Aussi,
on peut retrouver cette conception dans le brevet [12]. En s’appuyant sur le méme prin-
cipe, nous allons placer des aimants permanents a la surface des poéles 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 systéme du contact
bagues/balais.

Induction (Tesla)

0 10 20 30 40 a0
Distance le long de | entrefer (mm)

(a) Equi-flux de la réaction d’induit (b) Induction dans I’entrefer

FI1GURE III.6 — Réaction d’induit
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Induction (Tesla)
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0 10 20 30 40 50
Distance le long de I'entrefer (mm)
(a) Equi-flux en charge (b) Induction dans I’entrefer a vide et en charge

F1GURE IIL.7 — Effet de la réaction d’induit
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(a) Emplacement des aimants de (b) Induction produite par des aimants dans
compensation I'entrefer

FiGurk III.8 — Aimants de compensation
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Induction (Tesla)

C S SR— S— S— S— S
=—w— Sans aimants de compensation
—&— Avec aimants de compensation

Couple électrormagnétigue (M.m)

: : : [ S [ S ————— 4
L] e 7| —=— Sans aimants de compensation |7 ' H H H '
: : Avec aimants de compensation ' ! ! ! '
2 1 1 I 1 I il 1 1 1 1 1
0 10 20 30 40 50 0 0.002 0.004 0.006 0.005 0.0
Distance le long de l'entrefer (mm) Temps ()
(a) Induction dans 'entrefer (b) Couple électromagnétique

FIGURE II1.9 — Fonctionnement avec une densité du courant d’excitation de 8.7 A/mm? et
40 A/mm? au stator & 900 tr/min
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On a effectué un calcul éléments finis en n’alimentant que le stator. La réaction d’induit,
qui peut étre observée & la Fig. I11.6, balaie la surface des pdles d’'une maniére quasi-
constante. Elle a un effet magnétisant en entrant dans un pole et un effet démagnétisant
en sortant de ce pole. Par conséquent, 'induction devient dissymétrique le long de I’entrefer.
Le flux total sous un péle reste inchangé lorsque la machine n’est pas saturée mais le flux
par poéle sera diminué dés ’apparition de la saturation et il en est de méme pour le couple
résultant (Fig. I11.7).

Color Shade Results

Quantity : [Flux density| Tesla

Time (5.3 : 185,19%3%9E-6 Pos (deg): 1
Scale f Celor
400,5311E-18 /1 0,125
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0375 7 05
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1,125 7 1,25

1,25 § 1,375

1,375 7 15
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(a) Dégradé de I'induction a 40 A/mm?
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FIGURE II1.10 — Fonctionnement avec une densité du courant d’excitation de 8.7 A /mm?
4 900 tr/min

Afin de palier cet effet génant, les aimants permanents sont introduits & la surface
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des poles (Fig. I11.8). Les aimants sont orientés de telle maniére que leur flux s’opposent
& celui de la réaction d’induit. Les simulations ont montré que I'induction est bien com-
pensée du coté démagnétisant des poles, ce qui contribue & une amélioration du couple
électromagnétique (Fig. IT1.9).

D’ailleurs, les aimants de compensation présentent un autre phénomeéne intéressant
lorsqu’on augmente le courant d’induit de 4 A/mm? jusqu’a 45 A/mm?, au dela duquel
le risque de désaimantation et de sur-échauffement devient important. Le couple peut étre
augmenté de 50% avec les aimants de compensation lorsque la densité du courant statorique
atteint momentanément 45 A /mm? (Fig. I11.10). L’effet de la réaction d’induit est propor-
tionnel aux courants induits. La saturation importante lors d’une densité du courant de 45
A /mm? accentue l'effet de la réaction d’induit. C’est aussi le moment oil I'influence de ces
aimants devient importante. Ce phénomeéne est important dans une application d’alterno-
démarreur lors d’un besoin de sur-couple instantané. Souvent un trés fort courant de cet
ordre est injecté pour produire ce couple.

L’effet 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 ol une
direction prépondérante est identifiée dans tout le cycle comme dans certaines applications
du véhicule hybride.

ITI.5.b Entrefer progressif

A cause de la réaction d’induit, une dissymétrie est créée le long de I'entrefer car I'un
coté du pole est plus saturé que l'autre. Afin de rompre cette dissymétrie, un entrefer
variable est adopté [17]. Le coté saturé de l'entrefer est élargi et 'autre coté diminué tout
en conservant la méme 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.IT1.11).

Résultats dégrades
Grandeur : |Induction| Tesla

Temps (5.): 168.69999E-6 Pos {deg): 1
Interwalle / Couleur
43.0728E-15 / 0125
0125 7 025

025 f 0375

0375 705

05 1 0625

0625 1 075

075 1 0875

0875 71

1/ 1125

1125 7 1.25

125 /1375

1375 7 1.5

15 7 1625

1625 [ 173

175 1 1875

1875 1 2

FIGURE II1.11 — Entrefer variable
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D’aprés les simulations, 'induction est améliorée tout le long de I’entrefer et sa réparti-
tion est plus homogene (Fig. I11.12). Cette réduction de Veffet de réaction d’induit conduit
a une amélioration de 'ondulation du couple de 17%. Ce taux d’ondulation est passé de

44% 4 27% (Fig. 111.13).

15 T ‘ T T T
: I Ertrefer constant
I Eritrefier progressif
S T o ™ R B A | B T 4 ' .
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] o . 12
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Entrefer constant
! ! —w— Entrefer progressif
5 | | | T T
0 10 20 30 40 a0 60 i} i 10 15 20 25 30
Position du rotor (%) Rang dharmanigues
(a) Induction le long de l'entrefer (b) Analyse spectrale
Figure I11.12 — Induction dans 'entrefer et FFT
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(a) Couple instantané (b) Analyse spectrale

Ficurke II1.13 — Couple électromagnétique

I11.6 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 trés
intéressants avec les aimants de compensation. Le taux d’ondulation du couple est amélioré
de 17% avec un entrefer progressif. Il est & noter que cette étude ne marque qu'un début.
Ces propositions n’ont pas pu étre intégrées dans les prototypes, qui seront présentés dans
le prochain chapitre, par manque de temps et aussi a cause de leur mise en ceuvre difficile
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dans le process de fabrication de la machine.

L’utilisation du bobinage concentré entraine une augmentation importante de pertes fer
au rotor. On a pu montrer que ces pertes prennent de I'importance a partir de 3000 tr/min.
L’hypothése de dimensionnement, que ces pertes sont négligeables, n’est plus valable dans
ces machines a bobinage concentré. Pour aller plus loin dans cette analyse et conclure d'une
maniére plus pertinente, il serait utile de mener une étude comparative de pertes entre une

machine & bobinage concentré et ’autre & bobinage réparti.
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Résumé

Plusieurs prototypes ont été réalisés dans le cadre de cette thése. Ils ont pour objectif
de valider les tenues mécanique et thermique, de confirmer le fonctionnement et les
caractéristiques principales de la MSDE.

La configuration sélectionnée est une machine 12 poles, 72 encoches. On présente dans
ce chapitre les caractéristiques dimensionnelles et fonctionnelles de ces prototypes ob-
tenues par les simulations. La deuziéme 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, a la réalisation
et & Pexpérimentation. Nous ’aborderons par la description des contraintes et des besoins
traduits par le cahier des charges. Nous passerons par la suite & la réalisation de la machine
dimensionnée. On présente les caractéristiques principales des prototypes par simulations et
par essais pour connaitre au mieux les performances de la MSDE et valider 1a 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 figure IV.1. :

ED T T T T T T T T
| Pointi1 : : : : : :
| démarreur| ! ' ! ! H H
] e R S
40 _______________________________________________________________________ -
E
£
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o
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: ; : . Enveloppe i :
v oextérieure
0 f------- Femea- e oo
1 1 1 | 1 1 | 1

0
0 2000 4000 000 8000 10000 12000 14000 16000 18000
Witesse de rotation (trimin

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 & la méme vitesse que le rotor, ne sont pas encore eflicaces.
Point 2 : 4.7 N.m & 16000 tr/min, ce qui présente 8 kW ; Les pertes fer et mécaniques,

qui augmentent davantage avec la vitesse, s’ajoutent aux pertes Joule.

— Diamétre extérieur inférieur & 144 mm ;

— Longueur active fer inférieure a 50 mm.

Le mode «Boost», dans lequel la machine fonctionne sur 'enveloppe iso-puissance ou
prés de cette enveloppe, n’est disponible que pendant une courte durée. Pour la majorité
du temps, cette machine fonctionne a faible et moyenne puissance et & 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 & 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 tole de 0.35 mm d’épaisseur, dissipe 3.3 W /kg de pertes a
1.5 Tesla et sous 50 Hz. Elle dispose d’une limite d’élasticité (R.) de 370-410 MPa et d’une
limite de résistance a la traction (R,,) de 500-540 MPa. Pour des raisons de procédure de
fabrication, le bobinage réparti est adopté. En général, la machine & 2 encoches par pole
et par phase présente des bonnes caractéristiques en termes de '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 a 25°C () 0.23
Résistance du rotor a 25°C (Q2) 0.81
Inertie du rotor complet (kg/mm?) | 4.18- 103
Vitesse de base (tr/min) 2500

TABLEAU IV.1 — Caractéristiques principales du prototype

Les inductances d’axes d et g sont présentées a la Fig. IV.2. Pour Iy = 0, I'inductance L,
varie en fonction du courant d’excitation et du courant d’axe q (Fig. IV.2.a). L’inductance
d’axe d présente des phénoménes plus complexes dus & la présence des aimants inter-
polaires, au changement de direction de flux dans les poles, & la saturation et a Deffet
rélutant. L'inductance Lg a la figure IV.2.b est obtenue avec Iy = I et Iy = 0 (I -
courant de court-circuit).

Lq Ld {ld = lec, Ig=10)

Lg {mH)
Ld (mH)

0 10 20 30 40 50 60 O 80 90 100 0 2 4 6 8 0 12 14 16 18 20
Ig (Aamp) If (A)

(a) Lq en fonction de I, et Iy pour I =0 (b) Lg en fonction de Iy pour Ig = I.c et I; =0

FI1GURE IV.2 — Inductances d’axes d et g
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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 'objet d’une validation expérimentale dans les prochaines
sections. Le premier point & 900 tr/min correspond au démarrage du véhicule. Le rende-
ment est de 63% a cause des forts courants et des pertes Joule élevées. On a diminué le
couple & 40 N.m au lieu de 50 N.m spécifié dans le cahier des charges (section IV.2.a) en
raison du moyen d’essais car la durée de mesure n’est pas facile & controler pour ces valeurs
de courants élevées.

On distingue le régime transitoire (2°¢ point de fonctionnement) du régime perma-
nent (3% point). Le premier correspond & un mode de fonctionnement de courte durée.
En revanche, la puissance maximale qu’on peut obtenir en mode permanent est détermi-
née par 'aspect thermique, c-a-d, la machine doit pouvoir tenir ces courants de maniére
permanente. D’aprés les données empiriques sur les machines & griffes, nous décidons de
limiter les pertes rotoriques de la MSDE & 100 W. Le courant d’excitation est diminué de
15.8 A 2 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 I; négatif est nécessaire
pour défluxer la machine. L’angle d’autopilotage est redressé, de 77 & 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 & une machine & aimants
permanents.

Le 4% point se situe dans la zone du meilleur rendement et aussi la zone la plus
sollicitée de la machine. Le rendement est de 91% grace & 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 (Aeff) 45 27.2 17.8 13.8
Angle d’autopilotage ¢ (°) 20.3 77 70 0
Tension phase-neutre V; (V) 70.4 173.2 173.2 173.2
Courant d’excitation /¢ (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 2054
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 & 180°C sous la tension
du bus continu de 300 V

Le modéle par cartographies de flux présenté dans la section II.3.a-ii est utilisé pour
effectuer les calculs ci-dessus. Pour chaque point de fonctionnement, il existe une possibilité
infinie du triplet (I, ¢, If) : le courant statorique, I’angle d’autopilotage (I’angle entre le
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courant I et Paxe 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 (P;) (Eq. IV.1). L’optimisation est réalisée a ’aide de la fonction
<fmincon> sous Matlab.

min P
C = Cp
Q = Qp,
(ATRRI S A (V1)
Is < Ismaa
p < /2
Ve < Vae/V3

Ou, C, est le couple désiré a ce point de fonctionnement ; Le couple est calculé a partir
des cartographies de flux; €2, : la vitesse de rotation du point de fonctionnement actuel;
Ismaz : le courant maximal délivré par 'onduleur; If,,q, : le courant d’excitation maximal
transmissible par le systéme bagues/balais. L’intervalle de 1’angle d’autopilotage est défini
comme [0 7/2]; Vs : la tension simple aux bornes d’une phase; V. : la tension du bus
continu.

Les pertes fer stator sont estimées par le modéle LS, qui fait I'objet du chapitre prochain.
Les pertes fer rotor, de U'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 & entrefer constant, la valeur de ’angle optimal, pour obtenir
le meilleur rapport couple/courant (C/Is), est nulle ¢ = 0. Pour une machine a saillance,
le couple réluctant vient s’ajouter au couple synchrone. Le couple maximal & Iy donné
ne se trouve plus & ¢ = 0. En cas d’'une MSDE, qui posséde un flux rotorique réglable,
Pangle d’autopilotage optimal varie en fonction du courant d’excitation (Fig. IV.3.a). A
faible excitation rotorique, le couple réluctant est prédominant et I’angle optimal est donc
autour de 45°. Le couple synchrone commence a prendre de l'importance a partir d'un
courant d’excitation de 8 A et devient prépondérant & 14 A. D’ailleurs, la saturation du
circuit magnétique commence a apparaitre a partir de 14 A de courant d’excitation, ce
qui a tendance a lisser cet effet réluctant et & diminuer donc le couple réluctant. L’angle
optimal est en ce moment redressé vers 20°.

Par conséquent, on a tout intérét & optimiser le fonctionnement de la MSDE par le
réglage de ¢ pour l'obtention d’un bon rapport C/I; et d'un bon compromis avec le facteur
de puissance.

Observations sur les résultats On a remarqué que les limites de courants Igpq: et
I'tmae sont atteintes au démarrage (& basse vitesse), dont Igy,q, est le courant maximal que
Ionduleur puisse délivrer et Iy,,,, le courant maximal que les balais puissent transmettre.
Le courant d’axe q & la figure IV.4.d a une répartition réguliére et le courant appliqué
est proportionnel au couple désiré.
Contrairement & une machine a aimants permanents, dans laquelle le défluxage n’est
assuré que par le courant d’axe d négatif, dans une MSDE, le défluxage est réalisé par ce



76 1V. Prototypes et essais

B0 S S
- ! : : | i [—e—r=n
‘ i : : | i | —e—f=6aA
e R DLy fooeeees o e B =12 A
: | : 1 e e ER T

il
e
W
szl
. EA

Couple électromagnetique (N.m)

Couple electromagnéticgue (M.rm)

100
0 1o 20 a0 40 a0 B0 70 a0 a0 50

Angle autopilotage (%) Angle autopilotage (%)

g o Is (A

(a) Couple moyen en fonction de ¢ & I 4p = 100 A (b) Couple en fonction de p et I, @ Iy =0
pour différentes valeurs de I

5]
=
i

Couple electromagnétique [M.m)
Couple electromagnétique (M)

M b = = pg
g8 © © o o o
K L I I I L

140

100

100 a0
. . o ¢ I ()
Angle autopilotage () Angle autopilotage (%)

(c) Couple en fonction de p et I, @ Iy =10 A (d) Couple en fonction de p et I, @ Iy =22 A

F1GURE IV.3 — Effet 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 & haute vitesse (> V}) et & puissance élevée en
régime transitoire (zone proche de 'enveloppe extérieure), le défluxage est effectué par le
courant statorique seul en injectant un courant d’axe d négatif. On voit a la figure 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 I'axe d négatif, utilisé pour le défluxage, est assez
important dans cette zone (Fig. IV.4.c).

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

La variation de I’avance de phase (Fig. IV.4.b) & basses vitesses (< V4) est due a Ueffet
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Fi1GURE 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, ’algorithme cherche & maximiser le couple
par rapport aux courants en agissant sur ’angle d’autopilotage.
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Fiqure 1V.5 — Cartographies de pertes en couple-vitesse

Les cartographies de pertes (Fig. IV.5) sont calculées pour une température ambiante
de 25°C. Les pertes fer sont estimées par le modéle LS simplifié. On constate que les pertes
fer augmentent trés vite a partir du moment ot on commence & défluxer par le courant
d’axe d (Fig. IV.5.c). En effet, la réaction d’induit prend de I'importance sur ces points
de fonctionnement et la déformation de I'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 & chaud (ex : 180°C) forme une plage couple-vitesse un
peu plus restreinte par rapport & ’allure du fonctionnement a froid & cause des pertes dans
le cuivre plus importantes. Ces allures de courbes restent néanmoins & confirmer 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 modifiées et adaptées pour les différents 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 a la figure IV.6 et la
machine assemblée & Fig. IV.7. Les paquets du rotor et du stator sont constitués de toles
isolées afin 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 tétes de bobines et le fer pour connaitre ’évolution de tem-
pérature de chaque partie lors du fonctionnement. Le rotor comporte 12 poles et tous les
poles sont bobinés. La température du rotor est évaluée a 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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Apreés les analyses par simulations, I'objectif de cette partie est de caractériser expéri-
mentalement la MSDE, de valider les hypothéses faites dans les calculs, notamment :

— les limites thermiques en transitoire et en permanent pour tracer I’enveloppe exté-

rieure de la plage de couple-vitesse et ’enveloppe de la puissance permanente ;

— la vitesse maximale qu’on peut atteindre et qui est définie par la limite mécanique;

— Testimation 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 I’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 ’ensemble du rotor dans ’air. Il n’est pas possible de dissocier les pertes
mécaniques et aérauliques. Nous cherchons & exprimer I’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 afin
de ne pas modifier 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 effectuées : avec la présence du stator bobiné et des blocs en acier a la place des
aimants, afin d’obtenir des mesures de pertes vraiment représentatives.

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

FIGURE IV.8 — Montage de la MSDE sur le banc & entrainement direct
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FI1GURE IV.9 — Pertes mécaniques mesurées et la courbe d’interpolation

L’inconvénient d’un systéme bagues-balais réside dans 'instabilité du contact tournant.
Cet effet peut étre observé soit sur '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 modifier les pertes dues aux frottements dans nos mesures de pertes mécaniques.
C’est la raison pour laquelle un rodage est effectué systématiquement sur les balais neufs
afin d’atténuer ce phénomeéne 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 & la suivante au bout de 5 minutes (scénario de mesures : cf. Annexe B.1). Les
mesures de couple sont enregistrées a 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 trés vite avec la vitesse a partir de 10000 tr/min et
atteignent presque 800 W a 16000 tr/min. Elles font partie des pertes principales dans la
MSDE & 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 & la puissance qu’on peut injecter au rotor. La chaleur au rotor s’évacue
principalement par les tétes de bobines qui tournent a la méme 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 spécifiques :
I’arbre creux par lequel les fils des thermocouples vont pouvoir passer.

Pour des raisons de simplicité, nous effectuons les essais avec le rotor a I'arrét. On se
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positionne dans un cas défavorable. Or, en fonctionnement normal, les tétes de bobines du
rotor brassent 'air en tournant et ceci aide a les refroidir.

Pertes au rotor (W) 8 | 13.5 |22 | 71 | 109 | 151
Thermocouple No.1 (°C) 22| 27 | 34|70 | 96 | 120
Thermocouple No.2 (°C) 231 29 | 38|86 | 113 | 142
Thermocouple No.3 (°C) 23| 28 |36 |80 | 105 | 132
Température moyenne (°C) | 23 | 28 | 36 | 79 | 105 | 131

TABLEAU IV.3 — Evolution des températures indiquées par les 3 thermocouples en fonction
des pertes au rotor & 25°C température ambiante
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20
3

Courant d excitation (A)

Ficurke IV.10 — Température moyenne dans les tétes de bobines rotoriques en fonction du
courant d’excitation, & une température ambiante de 25°C

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 a ’arriére et l'autre & ’avant de la machine. On
augmente progressivement la puissance dissipée dans le cuivre tandis que la température
moyenne ne dépasse pas 150°C. Au-dela de cette température, le risque de desaimantation
des aimants devient important. La température de l'enceinte est régulée a 25°C puis a
100°C. Le tableau IV.3 montre I’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’a 150 W de pertes dans le rotor en fonctionnant
sous une température ambiante de 25°C. Les essais ont été répétés pour une température
d’enceinte de 100°C et le relevé moyen des thermocouples atteint 150°C 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 tétes de bobines au moyen
des deux ventilateurs, fixés aux flasques a 'avant et 'arriére du rotor, en face des tétes
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 étre estimée par la méthode des éléments finis
& partir du débit d’air en prenant en compte les phénoménes physiques locaux. Elle peut
aussi étre obtenue simplement et efficacement 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 & ’arriére répartis sur 360

3 thermocouples dans les chignons a l’arriére répartis sur 360°;
— 3 thermocouples dans les chignons & ’avant répartis sur 360°;
— 2 thermocouples dans le fer décalés de 180°.

Pré-détermination de I’enveloppe de dissipation Cette enveloppe de dissipation
correspond, pour une vitesse donnée, 4 la puissance maximale que peuvent dissiper les
ventilateurs. Le prototype est une machine triphasée avec deux encoches par pole 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 difficile de
dissocier I'impact de pertes Joule et de pertes fer sur I’échauffement de la machine. Pour
toutes les vitesses au Tab. IV.4, on augmente progressivement la puissance dissipée en
veillant a ce que la température moyenne ne dépasse pas 180°C.

Vitesse (tr/min) 0 | 1500 | 3000 | 5000 | 8000 | 12000 | 16000
Puissance (W) 471 | 707 | 1067 | 1506 | 2029 | 2567 | 3001
Température moyenne (°C) | 161 | 159 | 161 | 161 | 156 151 147

TABLEAU IV .4 — Enveloppe extérieure & une température ambiante de 25°C
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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 (°C) | 168 | 174 | 175 | 175 | 174 | 171 170

TABLEAU IV.5 — Enveloppe extérieure & 100°C

Evaluation de température 4 mi-puissance aux diférentes vitesses
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FiGURE IV.13 — Evaluation de température & mi-puissance aux différentes vitesses pour
une température d’enceinte de 100°C

Pour tous les points de mesures, le temps de stabilisation thermique est en moyenne
de 20 minutes. On est en mesure d’évacuer, a 16000 tr/min, 3000 W de pertes Joule
stator pour une température ambiante de 25°C (Tab. IV.4) et 1500 W a la température
d’enceinte de 100°C (Tab. IV.5), ce qui correspond a nos hypothéses de départ. On évalue
a la Fig. IV.13 la température moyenne de ces 11 thermocouples en fonction de la vitesse
de rotation & 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 effectués sur une machine fonctionnelle en présence des aimants et
des bobines au rotor. L’objectif de ces essais est de déterminer les parameétres, de mieux
connaitre le comportement et les performances de cette machine, d’avoir une comparaison
entre nos modeles et les mesures et valider notre méthodologie de dimensionnement.

IV.3.c-i Fonctionnement a vide

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

Ficurke IV.14 — Cablage d’essai a vide

F.e.m. avide & 1000 tr/min

Erreur
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FIGURE IV.15 — Comparaison de F.e.m. phase-neutre (amplitude) & vide & 1000 tr/min

On obtient une bonne cohérence entre les mesures et les calculs (Fig. IV.15). L’écart
est inférieur & 9% entre les deux courbes. Ces résultats sont tout a fait satisfaisants. La
courbe de F.eim. & vide est en quelque sorte un reflet de la courbe B(H) du matériau.
L’écart peut étre lié a la différence entre la courbe réelle et la courbe théorique de B(H) et
a l'induction rémanente (B,) des aimants. L’écart a faibles courants peut étre aussi li¢ au
changement du sens de flux des aimants et aux saturations locales dues & ce changement.
Le flux d’aimants reboucle par le rotor & faibles courants d’excitation. Au fur et a mesure



86 1V. Prototypes et essais
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FIGURE IV.16 — FFT de la F.e.m. & vide a 1000 tr/min pour Iy = 10 A

que le courant d’excitation augmente, le flux créé par les bobines rejoint celui d’aimants et
le forcer a traverser I'entrefer.

On a relevé les formes d’ondes de F.e.m. a vide a 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. & vide de ce type de machine présente peu d’harmoniques quand les poles
ont une forme bombée.

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

Etant donné que la machine est en couplage étoile, il suffit 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 B, soit légérement inférieure
a la valeur utilisée dans les calculs. Ceci peut étre responsable de I’écart entre I.. mesuré et
calculé aux faibles valeurs du courant Iy car le flux des aimants est prédominent. L’'impact
diminue au fur et & mesure que le courant Iy augmente car le flux des bobines s’ajoute au
flux des aimants et prend de I'importance.

Le relevé du courant de court-circuit & 2000 tr/min pour un courant d’excitation de 20
A est présenté a la Fig. IV.19, dont la forme est bien sinusoidale.
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Fiqure IV.17 — Cablage d’essai en court-circuit
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FIGURE IV.18 — Courant de court-circuit (amplitude) a 2000 tr/min
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d’excitation
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IV.3.c-iii Identification des paramétres de la MSDE

Pour mieux exploiter nos modéles, il faut connaitre les paramétres de la machine tels
que R, Ly et Ly. On les détermine ici expérimentalement afin de valider les calculs et de
vérifier aussi le bon fonctionnement de ce prototype réalisé. Un onduleur industriel et son
logiciel de commande PARVEX [1] sont utilisés pour effectuer ces mesures. Cette interface
permet de piloter la machine en vitesse, d’'imposer les courants et ’avance de phase, puis
d’afficher les courants et les tensions dans les axes d et . 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 ¢ en fonction du courant d’axe ¢ et pour un courant d’axe d
nul. D’aprés les équations de la machine IV.2, les pentes de ces deux courbes en régime
linéaire nous donnent L, et Rs. Nous prenons en exemple I'identification des parameétres
avec un courant d’excitation de 2.5 A. Etant donné que le courant i4 est nul, les équations
deviennent Eq. IV.3.

Vg = RS id - qu iq (IV.Qa)
Vg = Ry ig +wlq iqg+wi(iy) (IV.2b)
—vg = wlyq i4 (IV.3a)
vg = Rg ig +wip(iy) (IV.3b)
Avec, E, = wi)(if), F.e.m. générée par les aimants et les bobines ; R, : résistance statorique
par phase;
70 T S S R
B0
1] NSRS SEPE SIS SIS S
= : : . : : : :
§ ot e
----------------------------------------------------- Vd —_————
: : : . . o— vy .

20 a0 40 50 G0 70 80 a0
Courant Is [4)

FiquRrEe 1V.20 — Détermination des paramétres de la MSDE @ 2.5 A courant d’excitation
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Courant d’excitation Iy (A) 0 2.5 5 7.5 10
Resistance par phase Rs () | 0.24 | 0.22 | 0.27 | 0.25 | 0.35
Inductance d’axe q L, (mH) | 1.742 | 1.726 | 1.696 | 1.638 | 1.571

TABLEAU IV.6 — Mesures de Ry et L, pour différents courants d’excitation

Les pentes de ces courbes (Fig. IV.20) donnent : Ry = 0.22 Q et L, = 1.726 mH. Ces
paramétres sont déterminés aussi pour des courants d’excitation égaux 4 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 a cause de la température du cuivre lors de la mesure.

Pour des raisons de simplicité, on estime L; par les essais en court-circuit, en entrainant
la machine & 2000 tr/min, par 'Eq. IV.4. A cette vitesse, la résistance statorique peut étre
considérée comme négligeable.

E,
w Iee

Lg= (IV.4)

Le tableau IV.7 donne les valeurs trouvées pour les différents courants d’excitation.

Courant d’excitation Iy (A) 0 2.5 5 7.5 10
Inductance d’axe d Ly (mH) | 2.014 | 2.25 | 2.804 | 2.771 | 2.638

TABLEAU IV.7 — Mesures de Ly pour différents courants d’excitation

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

IV.3.c-iv Fonctionnement en mode moteur

D’apreés les essais de vérification effectués auparavant, les parameétres de cette machine
correspondent a 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 effectués en convention moteur et peuvent étre regroupés en deux
parties :

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

— zone de défluxage : Elle est composée de 3 sous-zones (Fig. IV.21) compte tenu de
la particularité de la MSDE. La machine est défluxée 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’effectuent & I’aide de la commande PARVEX (Fig.
IV.22).

Couple

Défluxée poar un courant négatif dans laxe d (.':d,-J
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F1Gure 1V.21 — Mode de défluxage principal
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Ficurg IV.22 — Principe des essais fonctionnels

Présentation du banc d’essais Ces essais sont effectués sur le banc & entrainement
direct (Fig. IV.23.a), on la MSDE est entrainée par une machine asynchrone, couplée a
un couplemétre. 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 & des machines & aimants permanents, sera pilotée comme une machine &
aimants dans les prochains essais. On peut imposer le courant I et I'angle d’autopilotage
v via l'interface PARVEX tandis que la F.e.m. résultante est inférieure a la tension du
bus continu. Sinon, 'angle est imposé, par la loi de commande PARVEX, pour assurer le
défluxage de la machine.

Fonctionnement aux basses vitesses La machine tournant & 1000 tr/min, on injecte
du courant dans ’axe q uniquement. Les relevés du couple et des tensions en fonction du
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(b) Partie commande

(a) Montage sur le banc a entrainement direct

FIGURE IV.23 — Banc d’essais

courant d’axe q pour un courant d’excitation de 5 A sont montrés a la Fig. IV.24.
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F1GURE IV.24 — Comparaison entre les calculs et les mesures

excitation de 5 A @ 1000 tr/min

7

pour un courant d

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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FI1GURE 1V.25 — Comparaison entre les calculs et les mesures pour ’évolution de ’angle
d’autopilotage optimal (I’angle donnant le meilleur rapport C/I5) & 1000 tr/min

On rappelle l'effet de saillance qu’on a observé par les calculs dans la section IV.2.b-ii et
on cherche a valider ce phénomeéne expérimentalement. On a donc relevé le couple en faisant
varier le courant I, et I'angle d’autopilotage ¢ pour les courants d’excitation Iy = 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, I'angle optimal, ’angle donnant le meilleur
rapport C/I,, se situe bien vers 45° et cet angle évolue vers 0° avec l'augmentation du
courant [y. A Iy = 15 A, d’une part, le couple synchrone prend de I'importance devant le
couple réluctant et d’autre part, la saturation atténue la variation de réluctance.

Fonctionnement dans la zone de défluxage La validation du fonctionnement a
hautes vitesses est plus délicate car les pertes fer interviennent, dont 'estimation n’est
pas évidente, et jouent un réle significatif dans I’évaluation des performances de la ma-
chine, et du rendement. On procéde de la méme maniére que dans la partie précédente en
surveillant les températures au rotor et au stator. Celles-ci établiront la frontiére 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 figures 1V.26 - IV.27 présentent 1’évolution des différentes grandeurs, pour deux
valeurs du courant d’excitation, en fonction du courant statorique a 6000 tr/min. Pour
un courant d’excitation, on augmente progressivement le courant I, et le courant I; est
ajusté pour la tension du bus continu disponible de 300 V (scénario d’essais en Annexe
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Ficurge 1V.27 — Comparaison entre les calculs et les mesures pour le fonctionnement &

6000 tr/min et Iy = 10 A

B.2.b). Avec un courant d’excitation de 5 A, la machine n’est pas défluxée par le courant

I; négatif & 6000 tr/min, pour des faibles valeurs du courant I, (I; < 10 A). Or avec un

courant rotorique de 10 A, la MSDE est toujours soumise au défluxage par le stator a

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 ’abscisse car ceci est une image de la puissance utile.
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L’écart entre le couple mesuré et le couple calculé (Fig. TV.26) est probablement di & une
sous-estimation des pertes fer. Nous n’excluons pas la possibilité d’un biais sur ’estimation
de position du rotor, d’autant plus que le résolveur est 1égérement décentré au moment du
montage. On a remarqué aussi que les valeurs de tension d’axe d mesurées sont légérement
supérieures & celles calculées (en valeur absolue) et le contraire a été retrouvé pour la
tension dans ’axe q. Il n’est pas impossible que la position estimée par le capteur se trouve
légérement en avance par rapport a la position réelle.

Les relevés ont été effectués apres 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 70°C. La température au rotor est estimée par
un systéme de petits balais instrumenté. L’idée est de placer ces petits balais de mesure
sur les bagues avec lesquels on mesure directement la tension U., aux bornes des bagues.
La résistance totale des bobines rotoriques obtenue par Ue. /I indique une température
du cuivre autour de 70°C et peu influencée par la puissance dissipée dans le stator.

Le rendement est calculé par I’Eq. IV.5, ou la puissance électrique au stator est mesurée
directement & I’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 (iq4, iq, if) malgré les soucis qu’on a évoqués dans les paragraphes précédents.

cQ

77((%):Pelec_‘_Pex

(IV.5)

Avec, C' : couple utile; € : vitesse de rotation ; P : puissance électrique statorique; P, :
puissance d’excitation rotorique (RTIJ%).

IV.4 Conclusion

On a vu dans ce chapitre la réalisation des prototypes MSDE dont les difficultés prin-
cipales sont : 'emmanchement de ’arbre dans le paquet rotor sans déformer ce dernier
en sachant que 'entrefer minimal est de 0.4 mm ; le bobinage autour des poles rotoriques
avec un taux de remplissage supérieur & 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 poles démontables pour réduire le temps de
bobinage dans la suite ou le bobinage & aiguille automatisé.

Les premiers essais ont confirmé 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’a 1500 W de puissance au stator a 16000 tr/min
et 100 W au rotor en fonctionnement & chaud (température d’enceinte de 100°C). Ces
valeurs sont cohérentes avec nos hypothéses lors du dimensionnement.

Les essais a vide et en court-circuit correspondent bien a 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’effet de saillance,
qui conduit & une évolution de ’angle d’autopilotage optimal en fonction du niveau d’exci-
tation, a été démontré non seulement dans les calculs mais aussi confirmé par les mesures.
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On a réalisé également des mesures & hautes vitesses, dans la zone de défluxage, ou
la structure d’une MSDE présente beaucoup d’intérét. Les résultats sont cohérents et tres
encourageants du point de vue électromagnétique, thermique et mécanique. Les essais ont
été menés jusqu’a 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
I’échauffement et la force centrifuge. Les caractérisations complémentaires sont en cours a
Valeo afin de connaitre au mieux cette machine, qui semble intéressante, afin d’obtenir une
cartographie de son rendement et d’évaluer son impact en termes de gain en COas.

En conclusion, la MSDE, qui présente des caractéristiques trés intéressantes, semble
prometteuse pour '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 flux. Le contréle de la machine
devient plus souple. Les prototypes dimensionnés pour un cahier des charges d’automobile
présentent un rendement supérieur & 90% dans une large plage et aussi la zone la plus
sollicitée de la machine, ce qui est intéressant vis-a-vis de la réduction des émissions de
CO4 des véhicules.
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Estimation des pertes fer dans les machines
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Résumé

De nombreuses études ont été menées afin de réduire les pertes dans les machines
électriques en vue d’améliorer le rendement. Les pertes fer, un terme de pertes qu’on
ne maitrise pas complétement, sont devenues désormais une véritable préoccupation
des constructeurs automobiles. On cherche, dans ce chapitre, & mieur comprendre ce
phénomene complexe a travers la modélisation, et la caractérisation de pertes fer dans
une MSDE via la méthode de séparation de pertes.

Les nouveauzr matériauz de type fer cobalt présentent des propriétés magnétiques inté-
ressantes par rapport aux matériaur FeSi. Malgré le coit, il est intéressant d’étudier
leurs éventuels apports dans une application automobile, comparé aux matériauz tra-
ditionnels.
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V.1 Introduction

Le modéle Loss Surface (LS) est décrit, dans ce chapitre, a travers la caractérisation
et Iidentification d’un alliage FeCo AFK502. Ce matériau, qui présente des propriétés
magnétiques intéressantes, est aussi jugé intéressant pour la validation du modéle LS dans
une plage de fonctionnement plus large en induction et en fréquence. Ce modéle est utilisé
d’une maniére simplifiée mais plus efficace dans 'optimisation de la machine, ou le temps
de calcul est aussi important que la précision.

Pour des raisons économiques, le matériau AFK502 est, jusqu’a présent, rarement utilisé
dans le domaine automobile. Néanmoins, une étude approfondie en AFK nous apparait
intéressante en vue de connaitre 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 a polarisation et de leur impact sur les pertes et
le rendement de la machine MSDE.

Ce modéle est également utilisé pour 'estimation des pertes fer dans une machine a
griffes. Cette étude est présentée dans ’annexe C.

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

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

Surface mesurée a 1.75 T - ambiante
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FIGURE V.1 - Surface Hy(B,dB/dt) mesurée a 1.75 Tesla, M330-35A

La premiére version du modele LS, développée dans les travaux de thése de C. Cester
[18], nécessitait un grand nombre de mesures sur le cadre Epstein en imposant une forme
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triangulaire de 'induction & fréquence variable au matériau. L’utilisation de signaux tri-

rére - induction

angulaires permet de travailler & dB/dt constant et égal & 4B.ee - f (B,
maximale, f : fréquence du signal). Un exemple de surface Hy(B,dB/dt) est présenté a
la Fig. V.1, ot une discontinuité est observée au niveau du cycle statique a dB/dt = 0.
Pour connaitre la totalité du comportement du matériau, plusieurs surfaces sont relevées
a différents niveaux d’induction B..s. Le cycle d’hystérésis peut étre reconstruit pour un
signal quelconque B(t) a partir des surfaces Ho(B,dB/dt, Berete). L'inconvénient de cette
premiére approche est le stockage de ces surfaces et la nécessité de connaitre B(t) a ’avance
pour choisir la surface la mieux adaptée. Les premiéres versions du modéle LS introduisent
des erreurs sur ’hystérésis statique et la reconstruction des cycles mineurs décentrés.

T. Chevalier avait mis en évidence, dans ses travaux de thése [22], I'identité de contribu-
tions dynamiques des cycles d’hystérésis pour une valeur créte quelconque de I'induction.
La surface Hy gyn (B, dB/dt) (Fig. V.2.b) est obtenue en retranchant le cycle statique de la
surface Ho(B,dB/dt). Désormais, 'identification d’une seule surface suffit pour retrouver
I’ensemble du comportement dynamique du matériau.

Surface mesurée & 1.75 T-ambiante moins cycle statique
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F1GURE V.2 — Séparation de la surface dynamique et le cycle d’hystérésis quasi-statique

Ce modele a été amélioré, dans [33] et [50], pour mieux décrire les cycles d’hystérésis
statiques. Au final, il est capable de représenter tous les phénomeénes 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 a aimants permanents. La précision est généralement
meilleure que 20%.

En résumé, l'identification et la caractérisation du modeéle pour un matériau donné
sont réalisées grace a la surface Ho(B,dB/dt) et au moins deux cycles statiques centrés.
La procédure comporte deux parties :

— identification statique Hgqt, qui décrit la propriété quasi-statique du matériau ; Hgqt
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 I'histoire ;
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— identification dynamique Hgyp, inclut tous les phénomenes dynamiques microsco-
piques : les courants de Foucault dus aux déplacements de parois et la variation du
nombre de parois liée & la fréquence et a 'induction.

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

dynamique :
H(B,dB/dt) = Hgat(B, histoire) + Hgy, (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
7 / H dB (V.2)

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

V.3 Modélisation de ’AFK502

V.3.a DPrésentation de ’alliage FeCo

Les alliages a 50%Co de type Fed9%Co2%V (AFK502) conjuguent tous les avantages
techniques ou presque : 20% de saturation en plus que FeSi3% non orienté pour des per-
meabilités, champs coercitifs, résistances mécaniques et pertes magnétiques similaires [10].

L’alliage AFK502 a comme inconvénient sa forte sensibilité aux contraintes et son
extréme fragilité & ’état recuit, ce qui oblige & réaliser toutes les opérations de mise en
oeuvre avant un recuit final. Ces derniéres années ont vu une meilleure maitrise de la
production sur la performance de cet alliage aprés un traitement thermique.

La tole AFK502 d’épaisseur 0.35 mm est plus utilisée dans les alternateurs et action-
neurs aéronautiques. Elle présente une saturation trés élevée & 2.35 T et une limite d’élas-
ticité de 300 a 350 MPa obtenues aprés un recuit optimisé pour les seules performances
magnétiques (850° 1-3h).

Pour des applications de hautes fréquences et de hauts rendements, on utilise de
PAFK502 optimisé pour de faibles pertes. La réduction d’épaisseur ou l'optimisation du
recuit final & 880°C permet de réduire significativement les pertes magnétiques.

Par contre, dans le cas du rotor d’une machine électrique & grande vitesse, les propriétés
mécaniques sont aussi importantes que les propriétés magnétiques car le rotor est soumis
a des contraintes mécaniques engendrées par la force centrifuge. La température de recuit,
qui vise 4 augmenter la limite d’élasticité vers 400-500 MPa, est alors abaissée a 720-760°C.

L’alliage peut étre également produit sous forme de :

— 27%Co de type Fe27%Co00.5%Cr (AFK1);

~ haut %Co de type Fe94%Co (PhyCoFe) pour des applications de trés hautes tempé-

ratures.

I’AFK502 est un matériau trés 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 modéle LS dans une échelle plus large en induction
et fréquence.
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V.3.b Caractérisation de la tole AFK502

La caractérisation de TAFK502 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 I; et de la tension au secondaire £y donnent
respectivement le champ a la surface de ’échantillon (Eq. V.3) et I'induction moyenne dans
la tole (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

NI

H
Ly,

(V.3)

1
B= NQS/E2 dt (V.4)

Ou, Ly, est la longueur du circuit magnétique carré; S : section de toles; Ni : nombre de
spires au primaire; Ny : nombre de spires au secondaire; I; : courant au primaire; Fs :
tension au secondaire; B : induction moyenne dans la téle; H : champ magnétique.

V.3.b-i Modéle dynamique

Le modeéle dynamique est identifié & 2 Tesla pour FeCo et 1.7 Tesla pour FeSi, pour des
fréquences allant de 50 Hz a 2 kHz. Le signal triangulaire est choisi afin d’obtenir un dB/dt
bien défini et un controle facile sur dB/dt. Les cycles d’hystérésis mesurés sont présentés
ala Fig. V.4

A partir de ces mesures, le champ dynamique en fonction de B et dB/dt est extrait
comme indiqué & la Fig. V.5. Cette surface est définie comme la différence entre le cycle
d’hystérésis en question et le cycle d’hystérésis statique mesuré a 10 Hz. Elle est entiérement
lisse et réguliere.

Le champ magnétique dynamique en fonction de B pour différentes valeurs de dB/dt
est illustré a la Fig. V.6.a. La saturation magnétique du matériau n’est pas atteinte & cause
des limites de mesure. La distorsion prend de 'importance au moment o 'induction passe
au-dela de 2 Tesla. Cependant, il est tout a fait possible que la valeur créte de I'induction
dépasse 2 Tesla lors d’une simulation par éléments finis. Pour la continuité du modéle, une
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Measured hysteresis loops
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Ficure V.5 - Surface Hy gyn (B, dB/dt), FeCo, Berere = 2 T

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

Une comparaison est faite entre les estimations de pertes fer par le modeéle LS avant et
apres cette extrapolation. On peut remarquer que le modele d’origine commet des erreurs,
en retranchant simplement les courbes expérimentales Hgy,, (B, dB/dt=constant), sur la
reconstruction du cycle dynamique au niveau de la saturation magnétique. L’extrapolation
est efficace pour s’affranchir de cet effet génant. L’écart entre les deux (Fig. V.7) pour
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un signal sinusoidal de 2.2 Tesla a 800 Hz est de l'ordre de 5%. Cette erreur peut étre
amplifiée 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 & 800 Hz.
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FiGURE V.6 — Extension de mesures
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FIGURE V.7 — Sinus 2.2 Tesla, 800 Hz

Le champ dynamique en fonction de dB/dt pour différentes valeurs de B est montré a
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 'implémen-
tation du logiciel, la surface dynamique Hy gy, 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 coefficients au,, [33].

Nmaz Mmaz

Hgyn(B,dB/dt) = > (Y amn(dB/dt)™)B" (V.5)

n=0 m=0
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FIGURE V.8 — B(t) et cycle d’hystérésis associé : Sinus 2.2 Tesla, 800 Hz + 13% harmonique
7, déphasé de 60° par rapport au fondamental

V.3.b-ii Modéle statique

Le modéle statique est un modéle d’hystérésis scalaire relativement simple mais précis.
Ce modéle est composé d’une contribution anhystérétique et d’une enveloppe hystérétique
statique. Afin 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) identifiés, une homothétie de ’enveloppe majeure au prorata de la variation entre
les deux extrema du cycle mineur est effectuée. L’histoire magnétique est prise en compte

par ce modéle.

Measured static hysteresis loops

B (Tesla)

Ficure V.9 — Cycles d’hystérésis statiques mesurés
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Ce modéle est identifié pour la téle FeCo par essais en régime quasi-statique (10 Hz)
avec B(t) triangulaire d’amplitude variant de 0.1 Tesla & 2.2 Tesla (Fig. V.9).

Courbe anhystérétique et enveloppe statique La courbe anhystérétique correspond
a la courbe pour laquelle les parois occupent, d’un point de vue statique, la position de leur
minimum d’énergie dans le champ Hy appliqué. On peut obtenir cette courbe en superpo-
sant au champ Hy un champ alternatif d’amplitude décroissante avec une valeur initiale
suffisamment grande devant H.. L’obtention de cette courbe est trés délicate expérimen-
talement. Cependant, elle peut coincider avec la moyenne, dans le sens de H, des deux
branches du cycle majeur a trés basse fréquence [10].

Coutbe anhysteretigue Enveloppe statique positive

B (Tesla)
H (&)

—#— Courbe anhystérérique
Cyele majeur m

E i I i i
izl -400 -200 u] 200 400 B00

H (A/m) - - - - ) B (Tesla)
(a) Courbe anhystérétique (b) Enveloppe statique positive

F1cGurEe V.10 — Tllustration du modéle statique

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

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

On n’a besoin que du cycle mesuré a I'induction maximale qu’on peut atteindre expéri-
mentalement (vers 2.2 Tesla pour FeCo). Tous les cycles inférieurs sont des cycles mineurs
centrés reconstruits a 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 'induction, de I'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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FIGURE V.12 — Cycle a 1.9 Tesla, 10 Hz et retour a 50% de Bz

bien éliminer les effets dynamiques et avec des points de retour a différents niveaux de
Iinduction, dont un exemple est montré a 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 trés vite de son enveloppe opposée et puis suit sa forme jusqu’au moment ou
AH tend vers 0.

La fonction «homothétie» est représentée, au final, par une fonction polynomiale. Ses
coeflicients traduisent & I’échelle macroscopique les propriétés du matériau modélisé. L'iden-
tification de ces coeflicients 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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FIGURE V.13 - Courbes de retour (mesurée et estimée)

V.3.b-iii Validation expérimentale du modéle LS d’AFK

La comparaison est effectuée pour différentes formes et différents niveaux de I’'induction,
et les cycles d’hystérésis mesurés et reconstitués ont montré une bonne cohérence. Le cycle
d’hystérésis reconstruit en signal sinusoidal & 2.1 Tesla et 10 Hz est montré a la Fig. V.14.a.

Ainsi, le modéle est validé avec la présence de différents harmoniques (Eq. V.6).

B(t) = Bpax (cos wt + ay, cos(n wt + py)) (V.6)

Avec, Bpgy  induction maximale ; n : rang d’harmonique ; v, : pourcentage de I’harmonique
de rang n; ¢, : déphasage de I’harmonique de rang n par rapport au fondamental.

Citons quelques exemples :

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

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

— 10% harmonique 13 avec 180° de déphasage pour une induction maximale de 1.6
Tesla a 50 Hz (Fig. V.14.d).

Une comparaison bien ciblée est présentée au Tab. V.1, oll nous nous intéressons aux
harmoniques impairs qui apparaissent couramment dans les machines électriques. Diffé-
rents pourcentages d’harmoniques et déphasages sont étudiés afin de simuler les conditions
réelles du fonctionnement. Les écarts entre les mesures et les estimations sont généralement
inférieurs & 10%. On peut remarquer que le taux d’harmoniques et leurs déphasages par
rapport au fondamental influencent les pertes fer. Ces facteurs peuvent difficilement étre
pris en compte par un modéle analytique.
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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 a double excitation (MSDE)

Le modéle LS est souvent couplé avec des simulations éléments finis pour des prédictions
relativement précises de pertes fer [15]. Cependant ce type de simulations, généralement
cher en temps de calcul, ne convient pas au pré-dimensionnement de machines, ol la rapidité
de calcul est aussi importante que la précision. Le modéle LS est utilisé, dans cette section,
d’une maniére simplifiée mais efficace dans l'optimisation de la machine MSDE.

V.4.a Présentation de la méthode de calcul

Dans cette méthode, on suppose que le flux 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 étre déduite a partir de la variation de l'induction dans lentrefer
par deux simples intégrales en fonction de la position angulaire § (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) | AP/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 9.25 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 modéle LS et celles me-

surées sur les échantillons d’AFK502 par le cadre d’Epstein

Flux density (Tesla)
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FIGURE V.15 — Formes d’onde déduites & partir de I'induction dans ’entrefer

1 9+Td
Byt = / Bept T dov (V.7)
7]

1 9+7’p
Bcls = / Bent Ts; da (V8)
hcls 0
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O, Bept : induction dans lentrefer ; By, : induction moyenne dans les dents statoriques;
Bs : induction moyenne dans la culasse; g, : largeur de dents; hs : hauteur de culasse;
T4 : pas dentaire; 7, : pas polaire; rg; : rayon intérieur du stator.

Les pertes fer de chaque région sont calculées par I'intégrale :
1
Ptep = = /HdB (V.9)
T/,

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.
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F1GURE V.16 — Cycles d’hystérésis reconstruits pour l'induction moyenne dans les dents

statoriques

Désormais, un seul calcul par éléments finis 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 '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
[14]. B(t) est le signal d’entrée du modeéle LS pour la reconstitution des cycles d’hystérésis

dans les régions concernées, ex : dans les dents statoriques (Fig. V.16).

La comparaison est effectuée entre cette méthode et les calculs par éléments finis dans
lesquels le modele LS est appliqué sur chaque noeud de maillage (Tab. V.2). Le temps de
calcul est largement réduit, & 3 secondes environ (Xeon @ 3.33GHz) par calcul, comparé
4 5 minutes par un calcul éléments finis en transitoire et I’évaluation de pertes fer par
le modele LS en post-processeur sous FLUX2D. Les écarts présentés au Tab. V.2 pour
différents points de fonctionnement sont acceptables.
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Courant d’axe d iq (A) 0 |-40|-100| O | -40 | -100
Courant d’axe q iq (A) 0] 0 0 | 100 | 100 | 100
Calcul éléments finis (FLUX) (W) | 30 | 12 | 53 | 47 | 66 | 77
Calcul simplifie (W) 34| 12 | 58 | 50 | 53 | 80
Ecart (%) 131 0 9 6 | -20 | 4

TABLEAU V.2 — Comparaison entre les pertes fer calculées par FLUX et celles obtenues
par la méthode LS simplifiée

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

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

Stator iron loss depending on (Id, lg) for If = B.4A G 8000rprm
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FIGURE V.17 — Pertes fer statoriques en fonction de (Iq, 1) pour Iy = 6.4 A @ 8000 tr/min

Les pertes fer dépendent de la fréquence et ’évolution de l'induction dans le temps,
autrement dit des courants dans I’axe direct, dans I’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 a la Fig. V.17.
On a remarqué que les pertes fer augmentent avec le courant d’axe q car I'induction est
plus importante avec un courant d’axe q élevé. Elles sont réduites lorsqu’on commence &
défluxer la machine par un courant d’axe d négatif car ce dernier crée une réaction d’induit
démagnétisante et réduit I’amplitude de I'induction. Par contre, les pertes fer reprennent de
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Pimportance lorsque le courant I; négatif devient important (|74 > 100). Ceci est da a la
déformation importante de 'induction et aux harmoniques liés au défluxage. Les machines
de structures différentes peuvent présenter des surfaces de pertes complétement différentes.

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

Bcls
B / \\ Pfer =f (id, ig, if, 2)

\‘\ f".
N e
4 ————
-d , . : . Temps (s) 10e-3 * l
bg | — AR N B A Bdnt — —
. il | g‘l,"lv" ! \ '
tf : B

i Paosition rotor (*
Calcul statique £ Modele LS Pertes totales = Pdnt + Pcls

T;mps[s] 10e-3
Re-discrétisation de I'abscisse
B(#)— B(t)

FIGURE V.18 — Présentation de la méthode de cartographies de pertes fer

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

V.4.c Influence du matériau magnétique sur le comportement de la ma-
chine

Les concepteurs font de gros efforts pour optimiser la topologie de machines, pour I’amé-
lioration de performances et de rapport rendement/cout. La plupart des optimisations sont
effectuées sur la géométrie méme 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 surcotit de matiéres premiéres 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, ol on fixe 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 I'influence du matériau sur le
comportement de la machine.

Pour la premiére machine, le rotor et le stator sont réalisés avec le matériau en FeSi
classique : M330-35A et la deuxiéme machine en tole AFK502 de 0.5 mm d’épaisseur. Le
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FiGUuRE V.20 — Comparaison de pertes fer

matériau M330-35A est entiérement caractérisé dans les travaux antérieurs [33]. Les géo-
meétries de ces deux machines sont identiques. La comparaison est effectuée sur I’ensemble
de plage couple-vitesse définie par le cahier des charges et les résultats sont présentés aux
figures V.19-V.21. On a remarqué que :

— le courant d’onduleur peut étre réduit grace & un matériau de hautes qualités (Fig.
V.19) : Ceci atteint trés 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, oii le couple de démarrage est trés
souvent limité par le courant d’onduleur, car le colit de composants électroniques est
proportionnel & ce courant.

— les pertes fer sont plus élevées dans la machine en AFK502 a hautes vitesses (Fig.
V.20), ce qui peut étre expliqué par I’épaisseur de toles utilisées. L’effet dynamique
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FiGurE V.21 — Comparaison de rendement

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

— la diminution des courants d’excitation rotorique et statorique conduit & 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 trés forts courants en particulier car
la machine d’origine en M330-35A est fortement saturée.

V.4.d Validation du modéle 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 a 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 ’'Eq. V.10 :

Pfer = Pops — Py — Py — P (V.10)

En mode moteur, la puissance absorbée P, est la puissance électrique relevée directe-
ment a l'aide d’un analyseur de puissance; P, : la puissance utile calculée par C'-Q); Py, :
les pertes mécaniques; Pjs : les pertes Joule statoriques sont évaluées par 3R I 2 dont la
résistance R, 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 I’Eq.
V.10.
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V.4.d-i Validation de pertes fer a vide

Sur le banc & entrainement direct, le prototype MSDE est entrainé par une machine
asynchrone. La puissance absorbée peut étre évaluée a partir des mesures du couple (Eq.
V.11). Les pertes fer peuvent étre obtenues en soustrayant les pertes mécaniques P, de
la puissance absorbée Py, et 'Eq. V.10 devient simplement I’'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.

Pups=C-Q (V.11)

Avec, C' : couple mesuré sur ’arbre; () : vitesse de rotation.

Pfer = Pups — Pp, (V12)

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

Vitesse | Température | Couple | P, P, Pper | Modele LS | Ecart

(tr/min) | stator (°C) | (N.m) [ (W) | (W) | (W) (W) (%)
3000 38.4 0.38 | 117.7 | 52.7 | 65.0 44 32
4000 39.3 040 | 169.2 | 81.8 | 87.4 69 21
5000 41.2 0.46 | 242.1 | 105.7 | 136.4 105 23
6000 441 0.50 | 313.0 | 1434 | 169.6 134 20

TABLEAU V.3 — Pertes fer a vide @ Iy = 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
& une machine & aimants permanents. La machine a été donc testée comme une série des
machines & aimants (Fig. V.22).

Les mesures effectuées avec un courant d’excitation de 10 A et pour les différentes
vitesses sont présentées au Tab. V.4 . En restant autour de 4.5 kW, le défluxage par
le courant d’axe d négatif commence a partir de 4000 tr/min. L’angle d’autopilotage ¢
augmente avec la vitesse et le courant négatif dans 'axe d devient plus important.

En ce qui concerne les estimations par le modeéle LS, les calculs sont effectués & l'aide
du logiciel FLUX, ou le modeéle LS est couplé aux calculs éléments finis avec la géométrie
exacte de la machine. Les 3 phases sont alimentées par des signaux sinusoidaux, dont
I’amplitude et I'angle d’autopilotage sont indiqués au Tab. V.4.
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FIGURE V.22 — MSDE : comportement équivalent de plusieurs machines & aimants perma-
nents

L’écart (AP/Pyes MLI) peut s’expliquer en partie par I'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 'ordre de
10%-70% en fonction de la puissance et du point de fonctionnement, comparé aux mesures
effectuées sur le cadre Epstein avec 'alimentation sinusoidale. Une autre source d’écart peut
étre 'estimation de pertes mécaniques. Cette comparaison entre les pertes fer mesurées et
celles calculées dans la MSDE est cohérente.

Pror | Prer

n C I @ | Paps P, n* Py | Pjs mesure calcul | Ecart
(tr/min) | (N.m) | () | ) | W) | o) | @) | W) | ow) | meiew) | esew) | ()
3000 13.1 | 249 | 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 modeéle LS pour Iy = 10 A, avec la tole M330-35A (* : P, /(Pyups+ Pjr) et Pj, : pertes
Joule rotoriques)

La répartition des pertes dans la machine est présentée a la Fig. V.23. En effet, ces
points de fonctionnement constituent la frontiére 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’aprés les essais effectués auparament, le rotor peut tenir de maniére
permanente 100 W de pertes, ce qui correspond & une puissance utile de 4.5 kW environ.
La répartition des pertes a confirmé 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 — Différentes pertes dans la machine pour Iy = 10 A (pertes Joule rotoriques
90 W)

V.5 Domaine d’application du modéle LS

On résume, par quelques paragraphes, le domaine d’application du modéle LS. Pour
ce modéle, le comportement du matériau est entiérement défini par la caractérisation du
matériau. Son utilisation nécessite juste la connaissance de ’évolution de 'induction dans
le temps. De ce fait, il est en général couplé avec des simulations éléments finis (Fig. V.24).
L’induction B(t) et sa variation dB/dt sont obtenues pour chaque élément du maillage. La
variation de I'induction, considérée bidimensionnelle dans le plan de la t6le, est décomposée,
a chaque instant, selon 'axe paralléle (noté axe //) et I’axe perpendiculaire (axe 1) d'un
repére local, dont le premier correspond a la direction le long de laquelle I'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 modéle LS peut étre utilisé également d’une maniére simplifiée comme nous 1’avons
expliqué et effectué dans la section V.4 en basant sur une décomposition grossiére de la
géométrie et 'obtention de la forme de I'induction de la région concernée & partir de I'in-
duction dans ’entrefer. Cette méthode, bien plus économique en temps de calcul, nécessite
un seul calcul par éléments finis en statique et est mieux adaptée pour '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 hypothése n’est plus valable pour un bobinage concentré. Ce type
de bobinage, riche en harmoniques, peut conduire a des pertes magnétiques élevées qui
doivent étre reconsidérées.

Lorsque le rotor tourne & la méme vitesse que le champ tournant créé par les courants
statoriques, le capteur placé a la surface du rotor observe une composante continue super-
posée a la variation des harmoniques de denture (Fig. V.25). La composante continue ne
produit pas de pertes mais elle polarise les péles et influence 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.25 — Cycles d’hystérésis reconstruits en présence d’une composante continue

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

naturellement.

V.6 Conclusion

Le modéle LS est un modéle basé sur une série de caractérisations spécifiques du maté-
riau. On a présenté ce modéle au long de la caractérisation d’un nouveau matériau, ’alliage
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FeCo AFK)H02. Ses avantages techniques ont été jugés utiles pour la validation du modéle
LS sur une plage d’excitation et de fréquence plus étendue. Ainsi, ses propriétés techniques
peuvent étre intéressantes pour les nouveaux besoins de I'industrie automobile. Le modéle,
établi pour la nuance AFK502, a été testé avec des signaux composés de différents har-
moniques. Comparé aux mesures réalisées sur le cadre d’Epstein standard, la précision du
modele a été prouvée meilleure que 10%.

Le modeéle LS est souvent couplé avec des simulations éléments finis pour une estimation
de pertes fer relativement précise. Cette approche a été appliquée & la machine MSDE sur
les points de fonctionnement critiques et aussi sur une machine a griffes 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 étre appliqué directement &
I'optimisation de la machine. Le temps de calcul est un critére important dans le choix du
modéle lorsqu’il s’agit d'une optimisation compléte de machines dans laquelle un nombre
important de parameétres doivent étre analysés. Le modéle LS a été donc couplé avec des
calculs éléments finis en statique. La méthode a été utilisée dans I'analyse de la MSDE et
a montré son efficacité.

De cette approche, les avantages du matériau FeCo ont été confirmés par rapport aux
toles classiques FeSi. Dans la partie linéaire du fonctionnement du matériau, ’AFK502 né-
cessite moins d’excitation pour atteindre un niveau d’induction équivalent a son homologue
grace & une meilleure perméabilité. Néamoins, PAFK502 de 0.5 mm d’épaisseur produit
plus de pertes (comparé a M330-35A) & hautes fréquences a cause des effets dynamiques
car une telle épaisseur favorise le développement des courants de Foucault. Pour une future
amélioration, la tole AFK502 de 0.35 mm d’épaisseur peut étre efficace pour réduire les
courants de Foucault et les pertes associées.






Conclusion générale

Ce travail a consisté a concevoir une nouvelle structure d’alterno-démarreurs entrai-
nés par courroie d’accessoire du moteur thermique pour 'application aux véhicules hy-
brides et électriques. Le rendement, la puissance massique, la capacité de défluxage sont
les contraintes fortes pour le dimensionnement de la machine. Aprés avoir analysé des
différentes machines, on s’est intéressé en particulier & la famille de machines & double ex-
citation. Ayant deux types d’excitation, ces machines peuvent fonctionner dans une plage
bien plus étendue que celle des machines & aimants permanents.

La machine & griffes, largement utilisée dans le secteur automobile, fait partie de la
famille de machines & double excitation et a fait I'objet de beaucoup d’études. Il a été
jugé nécessaire de compléter '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 & 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 & griffes en une machine 2-dimensionnelle présentée dans le chapitre II. La
bobine centrale a été remplacée par des bobines autour des poles. Comme dans toutes
les machines & double excitation, le réglage du flux s’effectue par la variation du courant
d’excitation rotorique.

La possibilité du réglage du flux offre un degré de liberté supplémentaire dans le controéle
de la machine. Grace & ce degré de liberté, la machine peut étre dimensionnée de maniére
que la zone du meilleur rendement coincide avec la zone de fonctionnement la plus sollicitée.
Le modéle de réseaux de réluctances est utilisé dans I'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 identifié comme étant le plus sollicité et de respecter les
contraintes électriques et géométriques. En fonctionnement & vide, elle présente peu de flux
au stator avec un courant d’excitation nul. Cette configuration permet d’obtenir un bon
rendement & faible et mi-puissance a des vitesses élevées car le défluxage est réalisé par une
simple diminution ou annulation du courant rotorique au lieu d’un courant négatif dans
I’axe d au stator, ce qui implique une diminution de pertes Joule.

Les pertes fer ont été évaluées par le modéle LS, un modeéle d’hystérésis dynamique
scalaire. La construction du modéle nécessite un ensemble de caractérisations spécifiques
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du matériau, mais une fois le modéle identifié, les utilisateurs n’ont plus a 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 coefficients
de correction. A I’aide d’une version simplifiée de ce modéle, on a pu montrer U'intérét de
la tole 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 cott de l'onduleur.

Plusieurs prototypes ont été réalisés dans le cadre de cette thése, 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 trés intéressants. Deux prototypes fonctionnels, ayant pour objectif de valider
le comportement de la machine, ont pu étre testés pour les différentes zones de fonction-
nement et montré des résultats trés 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 & aimants permanents, a été testée pour plusieurs courants d’excita-
tion. Les valeurs du couple relevées C(I5) pour différents niveaux d’excitation sont tout a
fait cohérentes en comparaison avec les simulations, ce qui a permis de confirmer 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 phénomeéne de saillance de cette machine & 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 I'importance au fur et & mesure que
Pexcitation augmente. Ainsi, & forts courants, la saturation a tendance a atténuer 'effet
de saillance. Cette constatation peut étre mise & profit pour le contréle de la machine afin
d’obtenir un meilleur rapport de couple/courant statorique pour toutes valeurs du courant
d’excitation.

Pendant cette thése, nous avons étudié une structure innovante de machine a double
excitation et montré son intérét pour I'application automobile. Ceci ne marque qu’un début
de I'étude pour ce type de machines. Ces travaux de thése se comportent en deux parties,
dont I'une est sur la machine méme, ’autre est consacrée au matériau, a 1'utilisation et la
modélisation du matériau. Une utilisation optimale du matériau permettra d’aboutir & un
cotit du systéme, machine avec ’électronique, plus intéressant. En perspective, une étude
plus approfondie nous semble nécessaire en vue de maitriser le comportement exact de la
MSDE et son controle, d’apporter des éventuelles améliorations sur ses performances et
d’aboutir & une machine commercialisable tout en respectant les contraintes du processus.
L’étude de pertes fer mérite d’étre complétée par une validation expérimentale lors du fonc-
tionnement normal en prenant en compte ’alimentation car 1'utilisation de la commande
MLI augmente les pertes d’une maniére non négligeable.



Annexe A

Protocoles d’essais

A.1 Essais mécaniques

Pour mesurer les pertes mécaniques :

— Les aimants doivent étre remplacés par des blocs en acier (aluminium) afin de ne pas

trop modifier 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 'arbre en faisant varier la vitesse de rotation de 0 jusqu’a 12000
tr/min. On utilise le banc d’essais & entrainement direct avec une machine asynchrone
comme moteur d’entrainement, couplée & un couplemeétre. On dispose aussi d’une enceinte
thermique pour réguler la température. Les mesures se font a température ambiante (25°C)
et & 100°C car la température a un effet important sur le lubrifiant.

A.2 Essais thermiques

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

Pour des raisons de simplicité, ces mesures s’effectuent avec le rotor a I'arrét. 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 & ’avant et les autres a ’arriére. On augmente progressivement
la puissance dissipée dans les bobines tandis que la température ne dépasse pas 170°C.

On releve les valeurs du courant et de la tension pour pouvoir retrouver la puissance
dissipée maximale, correspond a 170°C.

A.2.b Capacité de dissipation des ventilateurs

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

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

Dans un premier temps, on n’effectue que des essais en mode moteur.

A.3.a Essais a vide

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

Pour connaitre 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 'onduleur <PARVEX> pour vérifier le fonctionne-
ment de la machine. La MSDE est considérée comme une machine a aimants permanents
pour les courants d’excitation fixés & Iy = 2.5, 5, 7.5, 10, 15 et 20 A. On mesure, a 1000
tr/min, le couple en fonction du courant statorique C(I). A partir de 3000 tr/min, la
connaissance du rendement (obtenu par C - Q/P,j.c, et P.je. relevée via un analyseur de
puissance) est indispensable afin de valider les calculs de pertes.

A.3.b-i Couplage en étoile

Afin 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 cable 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
meécaniques, les pertes Joule stator et rotor et la puissance utile de la puissance électrique
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absorbée. Ces mesures permettront de connaitre la répartition des différentes pertes dans
la machine et de valider également le modéle de pertes fer.






Annexe B

Résultats d’essais

B.1 Pertes mécaniques

Scenario de mesure 25°C température ambiante
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FiGURE B.1 — Scénario de mesure & 25°C température ambiante

Scenatio de mesure & 100°C température ambiante
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Les essais sont effectués en mode automatique et les relevés sont faits aprés 6h de rodage.
Le changement de vitesse est effectué au bout de 5 minutes. Les mesures sont répétées 3
fois pour les températures de 25°C et de 100°C. Les variations du couple sur les paliers de
vitesse sont probablement dues a Iinstabilité du contact du systéme bagues/balais.

Couple mesuré 4 25°C température ambiante
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Ficurke B.3 — Couple mesuré & 25°C température ambiante

Couple mesuré a 100°C termpérature ambiante
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Ficure B.4 — Couple mesuré & 100°C température ambiante
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B.2 Essais fonctionnels

B.2.a Fonctionnement aux basses vitesses
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B.2.b Fonctionnement dans la zone de défluxage

On rappelle par la figure B.8 le scénario d’essais pour le courant d’excitation Iy = 10 A.
et I I

le courant minimal injecté pour défluxer la machine, pour que la tension ne dépasse pas la

Pour un courant d’excitation donné, on fait varier le courant I entre I est

min mazx * min

limite du bus continu tandis que I, ___ est le courant maximal modulable. L’enregistrement

a été effectué sous 10 Hz pendant toute la durée des essais. On peut y retrouver le couple
(moyennant sur 20 points de mesure), 'évolution des températures, le courant d’excitation
et la tension des petits balais. Dans la premiére figure (en haut & gauche), chaque palier

du couple correspond & un changement de la valeur du courant statorique.
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Annexe C

Pertes fer dans une machine a griffes

Depuis 1960, la machine a griffes est largement utilisée dans 'industrie automobile grace
a sa fabrication simple et son faible cott. Malgré ses nombreux avantages, son faible rende-
ment est toujours un des soucis principaux. Les constructeurs automobile et équipementiers
travaillent & améliorer les performances de la machine.

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

C.1 Contexte du travail

Dans une machine a griffes, les griffes ne présentent pas de polarité & lorigine. Elles
forment des péles N-S en canalisant le flux créé par une bobine centrale (Fig. C.1). Les
fuites inter-griffes peuvent donc étre importantes avec la saturation. Les aimants inter-
polaires sont introduits, d’une part, pour diminuer les fuites et ’autre part renforcer le flux
créé par la bobine centrale.

(a) Chemin principal du flux [2] (b) Rotor d’une machine &
griffes

Ficure C.1 — lllustration d’'une machine & griffes

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

Une autre piste plus radicale pour diminuer I’échauffement 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 Meéthode expérimentale de la séparation de pertes

Le faible rendement des alternateurs a griffes peut étre expliqué par les différentes
pertes dissipées lors de la transformation de puissance mécanique en puissance électrique
(Fig. C.2). Les pertes peuvent étre classées en 4 catégories :

Pertes mecanidues Pertes fer statoriques Pertes Joule dans le
Pertes fer & Joule Pertes Joule statori pont de diodes
rotoriques ertes Joule statoriques
Puissance ] [ Puissance ] I Puissance fournie au jl Puissance utile
absorbée électromagnétique pont de diodes électrique

FI1GURE C.2 — Bilan énergétique d’un alternateur a griffes

— 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) :

Pfey = Paps — Py — Py, — Pjr — Pjs — P (C.1)

Ou, P, : puissance mécanique absorbée; P, : puissance électrique utile; P, : pertes
mécaniques; Pj. : pertes Joule rotoriques; Pj, : pertes Joule statoriques; Pjq : pertes
Joule dans le pont de diodes.

C.3 Pertes fer au stator

A cause de la forme trapézoidale des griffes, des études antérieures [17] ont montré
que l'induction ne se propage pas seulement dans le plan des téles 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 a la variation de réluctance du rotor tridimensionnel (Fig.
C.3).

Composante axiale de B

=
@
=
@
Capteur
X 1.4 i i i i
J— a 20 40 60 80 100
¥ z Puasition du rotor (%)
(a) Capteur (b) Composante axiale de I'induction

Ficure C.3 — Composante axiale due a la variation de réluctance du rotor

En reéalité, le stator est anisotrope & cause du feuilletage, ce qui a comme objectif a
Porigine de réduire les courants de Foucault et de diriger le flux magnétique. Il est donc
important de prendre en considération ce facteur dans les calculs. Pour les simulations, on
utilise le modéle anisotrope équivalent, implémenté dans le logiciel d’éléments finis FLUX.
Dans ce modeéle, la perméabilité relative dans la direction axiale est définie par :

_ K
fla = cf + (1 —cf)ur (©2)

Ou, p, : perméabilité locale du matériau ferromagnétique, qui dépend du point de fonc-

tionnement du matériau; cf : coeflicient 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 modéle LS, couplé aux calculs éléments finis. Les résultats
ont montré, qu’a 3000 tr/min, la composante axiale de I'induction est largement réduite
(Fig. C.4). Ceci est da a effet du feuilletage. Le stator feuilleté est plus saturé dans le
plan des toles (Fig. C.5). On observe aussi une légére diminution du débit, ce qui peut
s’expliquer par la réduction de la longueur effective du paquet de toles.

Au niveau des pertes fer, on obtient 43 W pour le stator massif et 56 W pour le stator
feuilleté. Cette différence peut étre expliquée par le fait que I'induction est plus importante
dans le plan X-Y d’un stator feuilleté que celui de son homologue massif & cause de la
réduction de la composante axiale. Cependant les pertes fer générées par les courants de
Foucault liés & la composante axiale ne sont pas prises en compte dans ces calculs car
tous les modéles & la base de la caractérisation du matériau par le cadre Epstein sont

bidimensionnels.
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Figure C.4 — Comparaison entre un stator massif, non conducteur et un stator feuilleté
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Ficure C.5 — Dégradé de 'induction pour le stator feuilleté et massif, non conducteur

Dans I'application automobile, la consigne du courant est spécifiée selon la vitesse afin
de garantir le bon fonctionnement des composants électroniques embarqués. Dans ces condi-
tions, 'alternateur & griffes doit étre optimisé en termes de rendement, i.e. en minimisant
les pertes totales. Les simulations sont effectuées 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’aprés les simulations, le rapport est proche de 3 entre les pertes fer dans la machine
MB800-50A et celles de M330-35A. Ayant une épaisseur plus faible, la téle M330-35A pré-
sente moins d’effets dynamiques a telles fréquences d’excitation, et par conséquent moins
de pertes fer. On a aussi remarqué que les pertes statoriques ne sont pas aussi sensibles a 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

20A | 110 A | 200 A
MS800-50A | 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
MS800-50A | 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 modeéle LS @ 6000 tr/min
pour un stator en M800-50A

20A | 110 A | 200 A
Simulation (stator) 30W | T1TW | 118 W
Mesure (stator & rotor) | 53 W | 152 W | 239 W

et le niveau d’induction est donc plus faible.

Afin de valider ces estimations de pertes fer par le modéle LS, une comparaison est
effectuée 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 modeéle 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 'utilisation du matériau
magsif, toutefois ’estimation de ces pertes est délicate. Ce sujet fait I'objet de la prochaine
section.

C.4 Pertes fer au rotor

Depuis des années, ’estimation des pertes fer dans le rotor d’une machine a griffes est
un point bloquant dans le dimensionnement de machines. L’estimation de ces pertes est trés
délicate. La méthode analytique n’est pas assez précise, car aucune formulation ne permet
de modéliser un phénomeéne aussi complexe. L’erreur d’estimation atteint facilement 200%.
Quant & la méthode de calcul par éléments finis, la difficulté peut étre expliquée par le
nombre de Peclet [58] :

wvlopeo

p= R (C.3)

O, v présente la vitesse; [ : longueur caractéristique d’un élément dans le sens du mouve-
ment ; p : perméabilité du matériau; o : conductivité électrique.

11 est préférable d’avoir un nombre de Peclet faible pour la bonne convergence du pro-
bléme. Cependant une vitesse élevée, une forte conductivité ou une perméabilité importante
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conduisent & 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 I’on se place dans le repére du rotor comme ce qui est montré a la Fig. C.6.
L’ondulation importante de cette courbe est 'origine des courants de Foucault.

composante radiale de B

Stator 0.4

Capteur

Griffes
Entrefer

B (Tesla)
I
[ou]
2"
1

015 koo MWL e -
Bobine
excitatior [uJ L ORI ISR A DU DUUON NN SO (= 3 NSNS IO S i
0.05 [oh-F-f-- bR R .
B P U PP 0
v 7/ 0 02 04 0B 0B 1 12 14 16 18
Axe Noyau temps {g) o
(a) Position du capteur (b) Induction vue par rotor

FIGURE C.6 — Induction radiale & la surface des griffes (1/2 période électrique)

Pour effectuer le calcul des courants de Foucault, on a introduit la notion du mouvement
relatif. Le rotor est & l'arrét et c’est le stator qui tourne, car la rotation du rotor fait
compliquer la formulation du probléme et rend le probléme trés difficile & converger en
combinant avec un nombre de Peclet élevé. Dans les calculs, on alimente les phases et fait
tourner le stator de maniére que le rotor ne voit qu'une composante continue de I'induction
superposée aux harmoniques de denture. L’objectif est de reproduire le phénomeéne dans
les mémes conditions qu’en fonctionnement normal, c-a-d, quand l'alternateur débite dans
la batterie a 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 effectué dans un premier temps pour 3000 tr/min, avec une perméabilité
relative du rotor constante et égale & 100. Le choix d’une telle perméabilité est justifié
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 griffes sont présentés a la
figure C.7.a. Les lignes du courant se forment en face des dents statoriques, oil se trouve
la variation du flux la plus prononcée. On peut observer l'effet de la réaction magnétique
d’induit & la Fig. C.7.b. La réaction d’induit a un effet magnétisant en entrant le pole et
un effet démagnétisant en sortant de ce pole. C’est la raison pour laquelle la répartition
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des courants de Foucault n’est pas symétrique a la surface des griffes.
Les pertes fer associées peuvent étre calculées en faisant une simple intégrale sur la

région volumique :

/ J2p dV (C.4)

Ou, J : densité du courant ; p : résistivité électrique.

Fleches
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11,540E6 —
10,815E8 —
10,287E8  —

9,676 E6 T |

9,085E68 — |

8,434 E6

7,813 EE

7,192 EE

6,570 EE

J en Ampere/m/m

5,945 EE
5,328 E6
4,707 EE
4,086 EE

3,464 EE
2,843 EE

(a) Lignes des courants de Foucault

Isovaleurs

12,377 EE

11,649 EE
10,821 EE
10,183 EE
9,465 EE
8,737 EE
8,008 EE

7,281 EE

6,393 EE

3,823 EE

3,09¢ EE

ModiJd) en Ampere/m/m

4,368 EE

3,640 EE

2,012 EE

2,184 EE

1,456 EE

728,0E3 E3

0.000

&

(b) Dégradé de densité du courant

F1GURE C.7 — Courants de Foucault dans les griffes @ 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 modéle LS, soit 63 W de pertes
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fer totales. D’aprés les mesures de séparation des pertes, les pertes fer totales sont & 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 probléme des courants de Foucault. Mais le maillage reste un point qui mérite toute
notre attention. A hautes vitesses, I’épaisseur de peau (Eq. C.5) devient tres faible. Et
il est souhaitable d’avoir deux couches d’éléments dans cette profondeur, ce qui exige un
maillage extrémement fin.

1

i= s (C.5)

Ou, f : fréquence; o : conductivité électrique; p : perméabilité.

Ficurke C.8 — Impédance surfacique construite pour le rotor a griffes

Dans les travaux antérieurs [64], la méthode de I'impédance surfacique [34] est utilisée
pour s’affranchir du probléme de maillage di & ’épaisseur de peau. La région du type
d’impédance surfacique construite pour une machine a griffes est présentée a la Fig. C.8.
Pour tenir compte de la conductivité réelle du rotor, la machine est & 'arrét. La méthode
a été prouvée eflicace mais elle nécessite d’étre 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 raffinés.

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 critére du
maillage, imposant 2-3 couches d’éléments dans 1’épaisseur de peau. Ainsi pour le calcul des
pertes fer rotoriques a 3000 tr/min, on a utilisé un maillage fin, avec 1.5 couches d’éléments
dans la profondeur ou 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 & griffes a été menée dans cette section. Les
pertes principales identifiées 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 I’évaluation n’est pas évidente dans une géométrie complexe telle qu'une machine
a griffes.

Avec I'idée du mouvement relatif, on a pu réaliser les calculs de courants de Foucault et
quantifier les pertes fer dans le rotor pour des vitesses inférieures & 6000 tr/min. Au-dela
de cette vitesse, le maillage devient difficile & cause de ’épaisseur de peau. Les résultats
ont confirmé tout de méme 'importance des pertes fer dans les griffes massives, soumises a
une variation importante du champ magnétique & fréquence élevée. Ce type de calculs nous
permet, pour la premiére fois, de re-boucler les simulations avec les mesures expérimentales.

Le faible rendement d’une machine a griffes peut difficilement satisfaire les nouveaux
besoins des constructeurs automobile en vue de réduire les émissions COs. Et aussi pour
s’affranchir de ces problémes de pertes, on a transformé la machine a griffes en une nouvelle
structure de machine a double excitation, qui a fait I’objet principal de cette thése.
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ETUDE ET MISE AU POINT D’UNE NOUVELLE FAMILLE
D’ALTERNO-DEMARREURS POUR VEHICULES HYBRIDES ET
ELECTRIQUES

Résumé

Les travaux de cette thése concernent une nouvelle structure de machine synchrone a
double excitation (MSDE) pour une application aux véhicules hybrides et électriques. Ce
type de machines, ayant deux sources d’excitation, bénéficie d’'un degré de liberté supplé-
mentaire et d’un controle facile du flux.

Le mémoire de thése traite principalement de cette nouvelle structure. La machine est
dimensionnée pour répondre & un cahier des charges pour une application aux véhicules
hybrides. La validation expérimentale a confirmé le bon fonctionnement de la structure et
a montré son intérét.

Un facteur important dans le dimensionnement de la machine est ’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 thése est consacrée & la modélisation des
pertes fer, dont ’estimation n’est pas triviale.

Mots clés véhicule hybride, machine synchrone a double excitation, dimensionnement,
modélisation des pertes fer, modéle 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, benefits an additional degree of freedom and an easy control
of flux.

The dissertation deals with this new machine structure essentially. The machine is desi-
gned to meet the specifications of a hybrid vehicle application. The experimental validation
has confirmed 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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