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INTRODUCTION

Dans le contexte actuel d’une augmentation de la production d’électricité a partir des
énergies renouvelables accompagnée d’une décentralisation des moyens de production, les
dispositifs de stockage d’énergie trouvent un nouveau champ d’applications propice a leur
développement. Le stockage électromécanique d’énergie, encore peu utilisé, pourrait
répondre, grace a ces caracteristiques, aux exigences de ces nouveaux systemes.

Le projet mis en place, depuis 1996, par les électrotechniciens et les mécaniciens de
I’Antenne de Bretagne de I’ENS de Cachan, s’inscrit dans cet élan. L’objectif est de
concevoir un accumulateur électromécanique d’énergie pour des applications stationnaires, a
longue durée de vie et a bas colt. Le dispositif de ce projet, dans sa version finale, sera
constitué d’un volant en acier associé a un moteur/générateur ainsi qu’a des paliers
magnétiques, le tout dans une enceinte sous vide. Les applications visees sont également le
lissage décentralisé de la consommation d’énergie électrique. Ce type de stockage présente
I’avantage, par rapport aux batteries électrochimiques, d’avoir une tres longue durée de vie et
un colt global moins élevé. La mise en oeuvre complete et I’intégration de toutes les
composantes du systeme nécessite des competences nombreuses et une collaboration étroite
entre tous les participants au projet. Celui-ci regroupe, les membres de I’équipe mécatronique
de I’Antenne de Bretagne de I’ENS de Cachan, les électrotechniciens du Laboratoire
d’Electrotechnique de Grenoble, pour leurs compétences sur les paliers magnétiques, et des
mécaniciens de I’INSA de Rouen.

Le travail présenté dans ce document, concerne la partie convertisseur électromécanique
d’énergie. Il abordera plus particulierement, la conception et la modélisation du
moteur/générateur, I’autopilotage simplifié ainsi qu’une étude théorique de la commande a
pertes minimales, enfin, un pré-dimensionnement de I’actionneur en vue de son optimisation
globale. La topologie de I’actionneur électromécanique présentée est inédite dans son principe
et sa réalisation. Il s’agit d’une machine synchrone a bobinages sans fer, ou les bobinages
inducteur et induit sont fixes et ou le champ magnétique dans I’entrefer est homopolaire. Issue
des réflexions de I’équipe « Conception d’actionneurs » de I’Antenne de Bretagne du LESIR
(ENS Cachan), cette structure qui a fait I’objet d’un dép6t de brevet international du CNRS a
été concue pour répondre tout particulierement aux exigences du stockage électromécanique
d’énergie. Elle est parfaitement intégrée au volant d’inertie qu’elle entraine, elle est adaptée
aux tres grandes vitesses, au fonctionnement a puissance maximale constante et se préte bien
a une sustentation par des paliers magnétiques.

Dans le premier chapitre, apres avoir rappelé la problématique du stockage
électromécanique d’énergie, nous présenterons un état de I’art dans les convertisseurs
électromeécaniques pour le stockage inertiel afin de mieux situer nos travaux de recherches
dans ce domaine. Ce tour d’horizon nous amenera naturellement a la présentation et a
I’analyse du principe de fonctionnement de notre machine.

Le deuxieme chapitre concernera la réalisation et le dimensionnement du
moteur/générateur. Le choix du bobinage dans I’air, piece maitresse de I’actionneur, souléve
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le probleme technologique de sa reéalisation. Nous avons réalis¢ un bobinage gravé
chimiquement, sur un support en époxy. Compte tenu des contraintes de temps et de codt,
cette solution s’est averée la mieux adaptée. Nous montrerons, de plus, qu’elle présente
plusieurs avantages intéressants a explorer tels que la possibilité, en jouant sur la largeur des
pistes gravées, d’obtenir une force magnétomotrice quasi sinusoidale tres simplement et de
réduire les pertes Joule de fagon significative dans les tétes de bobines. D’autre part, nous
avons résolu la contrainte, assez problématique dans les structures discoides, du
chevauchement des tétes de bobines grace a I’utilisation d’une gravure double face.

La modélisation, fondée en particulier sur le calcul des différentes inductions dans
I’entrefer, s’avere en revanche assez délicate. Lorsque les entrefers sont importants, comme
dans le cas des machines discoides, les formes d’induction ne peuvent plus étre traitées
comme des fonctions simples (créneaux par exemple) et le recours aux éléments finis est
indispensable. Compte tenu de la complexité de la structure étudiée et de la nécessité
d’effectuer une optimisation énergétique sur cycle de fonctionnement, un calcul systématique,
par éléments finis, des inductions dans I’entrefer pour toutes les positions du rotor et pour
toutes les géometries ne peut étre envisage car trop lourd en temps de calculs. Dans I’optique
de I’utilisation d’un algorithme d’optimisation des performances du moteur/générateur, nous
avons donc développé un nouvel outil de dimensionnement basé sur I’utilisation des
perméances superficielles et capable de réduire sensiblement le nombre de calculs
numériques. La modélisation semi-analytique 2-D ainsi proposée a été validée
expérimentalement par la mesure des forces électromotrices, des inductances et des pertes
magnétiques.

Le troisieme chapitre traite de la commande de la machine. En premier lieu, nos
recherches se sont orientées vers un pilotage en mode synchrone, c’est a dire sans capteur (ni
mécanique ni électronique). Bien qu’a priori possible parce que la charge est quasi fixe et
connue, nous montrerons par une étude théorique qui s’appuie sur une modélisation validée
expérimentalement, que cette commande ne peut étre envisagée pour notre application. En
revanche, des propriétés intéressantes liées au fonctionnement d’une machine synchrone en
boucle ouverte ont été mises en lumiére gréce a I’utilisation d’un modeéle simplifié.

Aprés avoir proposé une solution simple d’autopilotage, a partir d’un capteur
rudimentaire délivrant une impulsion par tour, nous montrerons, par un étude théorique, qu’il
existe et qu’il est possible de calculer, pour chaque point de fonctionnement, un jeu de
parameétres de commande optimaux qui maximisent le rendement.

Dans le quatrieme et dernier chapitre, nous aborderons la question du dimensionnement
global de I’actionneur. Par leur capacité a traiter des données en quantités toujours plus
importantes, les algorithmes d’optimisation fournissent des resultats parfois complexes a
interpréter. Nous allons donc proposer dans ce chapitre, une demarche générale
d’optimisation intégrant les pertes magnétiques (courants de Foucault et hystérésis) et la
modélisation des pertes dans le convertisseur afin d’établir des lois genérales de
dimensionnement. Appliquée d’abord au cas d’une machine cylindrique élémentaire nous
reviendrons ensuite, plus en détail, au cas d’une machine discoide du méme type que la
machine de notre étude.

En guise de conclusion, nous présenterons une synthése des travaux effectués, les
principaux résultats obtenus puis les perspectives.
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CHAPITRE 1

SYSTEMES DE STOCKAGE ELECTROMECANIQUES
ET ETAT DE L’ART

L’electricité est aujourd’hui la source d’énergie la plus répandue car elle offre une
souplesse d’utilisation remarquable et se transporte facilement. Dans un pays industrialisé
comme la France, environ 50% de I’énergie primaire utilisee est dédiée a la production
d’électricité [MUL_96]. Mais la sécurité des populations et I’impact sur I’environnement des
moyens actuels de production deviennent des points sensibles a I’heure ou le consommateur
prend conscience peu a peu des réalités sur ces sujets. Des comportements nouveaux
apparaissent donc et le souci de préserver un environnement sein devrait a I’avenir s’imposer
davantage en favorisant le développement de projets et de concepts qui, jusqu’alors, restaient
inexploités [BAL_99] pour des raisons essentiellement économiques et politiques. Ainsi, le
plan "Eole 2005" [CHE_97] mis en place par I’A.D.E.M.E. (Agence de I’Environnement et de
la Maitrise de I’Energie), EDF, et le Ministere de I’Industrie, prévoit d’installer une puissance
éolienne de 250 a 500 MW d’ici 2005, au lieu des 4 MW installés aujourd’hui. De nouveaux
types de centrales exploitant les énergies d’origine renouvelable (géothermiques, solaires...)
vont donc se développer et conduire naturellement a une décentralisation des centres de
production. Dans ce contexte, la multiplication de petites et moyennes unités, qu’elles soient
interconnectées ou non, entraineront une gestion des transferts d’énergie beaucoup moins
souple et nécessiteront I’apport de dispositifs de stockage d’énergie, présents sur le réseau ou
plus en aval chez le consommateur. Rapides pour stabiliser le réseau, de tels systemes devront
aussi travailler sur des longs cycles de fonctionnement pour adapter correctement la
production a la consommation.

Les batteries électrochimiques répondent déja correctement a ce type d’application
lorsque les profils de charge et de décharge ne sont pas de nature impulsionnelle. Leur
utilisation est maitrisée depuis longtemps et malgré des contraintes fortes notamment de
recyclage et de durée de vie, elles restent encore préférées aux autres dispositifs. Les systemes
a volant d’inertie, bien qu’offrant des performances tres intéressantes (longues durées de vie
et hautes performances), ont trés longtemps buté sur des problemes de codt, de technologie et
de sécurité. Un accumulateur électromécanique est constitué d’un moteur/générateur
électrique, d’un volant d’inertie, de paliers et d’une enceinte de protection. L’assemblage et
I’intégration de tous ces éléments en un produit viable commercialement est bien sar
complexe a mettre en ceuvre. Seule une réflexion sur le long terme peut donc aboutir a des
solutions compétitives. Actuellement la société américaine Active Power commence
seulement a produire en grande série et a vendre des accumulateurs électromécaniques
d’énergie sous forme de modules stationnaires de petites puissances et de faibles durées de
cycles (application a des alimentations ininterruptibles). Pour des énergies et des cycles plus
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importants, nous en sommes encore au stade expérimental. L objet du travail présenté dans ce
document s’inscrit dans ce cadre.

1.1 Le stockage de I’énergie

La notion de stockage d’énergie est impérativement associée a la production
d’électricité. Qu’il s’agisse d’une production autonome (site isolé, applications
embarquées...) ou d’une production interconnectée au réseau de distribution, I’existence de
dispositifs tampons entre production et consommation est indispensable. Il existe différents
modes de stockages dont les caractéristiques sont tres différentes et complémentaires. Nous
allons les présenter rapidement et rappeler leurs principales caractéristiques.

1.1.1 Les modes de stockage de I’énergie - EIéments de comparaison.

Tout systeme de stockage d’énergie est caractérisé principalement par les criteres
suivants :

la puissance massique (en W/kQ)
I’énergie massique (en Wh/kg)

le nombre de cycles de fonctionnement
le colt (en euros/\Wh)

le rendement énergétique

43340488

Les accumulateurs électrochimiques se distinguent par une bonne énergie massique
(voir tableau 1.1.1). Pour des utilisations dont la charge est tres peu fluctuante, ils restent donc
majoritaires sur le marché malgré un nombre de cycles limité (alimentations de secours,
vehicules électriques...). En revanche, lorsque le mode de fonctionnement est de nature
impulsionnelle avec des temps de charge et de décharge inférieurs a la minute, leur rendement
devient trés mauvais avec une forte réduction de la cyclabilité. D’autres moyens peuvent les
remplacer avantageusement ou leur sont complémentaires, ce sont les capacités, les
supercapacités, les inductances pour les temps de charge et de décharge trés courts et les
volants d’inertie susceptibles de combler le créneau laissé libre entre les batteries
électrochimiques et les supercapacites.

Performances Accu Accu Accu Inertiel Inductif | Condensateurs Super-
1995 Pb-acide Ni-Cd LiC Capacités
Wh/kg 30 50 150 250 4 0.25 550
W/kg.créte 80 200 200 = 2000 28.10° qq 107 500 & 2000
Densité 2.4 2 2.6 2 2.1 2
Cyclabilite 500a80% | 1500 ~1000 Trés | gq10°a10° | Trésélevé Elevé
de PdD* élevé
Maturité _ _ oui :petits oui pour les ) Oui :petits
industrielle Oui Oui accu Non supra BT Oui accu
non :gros Non :gros
Temps minimal de | 15 mp 15 mn 45 mn 1mn <1lms <<1ms 10s
décharge
Durée de stockage | >1mois | =1 mois >1an qg mn >1h qqg s qg mn
Codt de I’énergie =1000 = 5000 =10 > 1000 2 2 qq 100 F/kw
ou de la puissance | F/kW.h | F/kW.h | KF/KW.h FIkwW ' '
Tab.1.1.1: [MUL_96]
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* PdD : profondeur de décharge

Le prix de ces systtmes reste une donnée fondamentale qui limite souvent leur
diffusion. Les batteries électrochimiques, outre une maintenance réguliére, nécessitent des
processus de retraitement lourds et colteux en fin de vie. Voila pourquoi, de tout temps, des
solutions de remplacement ont été recherchées. Notons enfin, qu’une des caractéristiques
souvent délaissée concerne la sécurité. Qu’il s’agisse de la sécurité des personnes ou de
I’impact sur I’environnement, d’une maniére genérale, il est important de rappeler que toute
forme de stockage d’énergie est potentiellement dangereuse et que la maturité en la matiere
nécessite, outre des travaux spécifiques, une importante expérience de production et
d’exploitation.

Les dispositifs stationnaires connectés au réseau font ici I’objet plus particulierement de
notre attention. Parmi un champ d’applications tres vaste, selon [SEE_96], on peut distinguer
diverses échelles de temps de décharge.

Technologies exploitées ou

Durée de cycle Applications .
envisagees

Jusqu’a quelques centaines | Filtrage d’harmoniques sur le| Condensateurs film et papier
de ms réseau

- supercapacités

- volants inertiels

- batteries a forte puissance
specifique

- inductances supra conductrices
(SMES)

De quelques ms a quelques | Compensation des creux de
minutes tension et des coupures de
courant de courtes durées

- batteries électrochimiques
- inductances supra conductrices
- volants d’inertie

De quelques dizaines de|Ecrétage des pointes de
minutes a quelques heures | puissances  demandées  au
réseau. (lissage de charge)

Tabl. 1.1.2 : Le stockage de I’énergie et ses principales applications

1.1.2 Le stockage électromécanique d’énergie et ses applications possibles

Les principales applications existantes ou envisagées du stockage électromecanique d’énergie
sont :

 I’aide a la production autonome d’énergie

* le lissage de charge

 la traction des véhicules électriques (en association avec des accumulateurs
électrochimiques)

* les alimentations sans coupures (produit existant : Active Power [APO])

 le domaine spatial (utilisation de I’effet gyroscopique)
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Rappelons que les attraits principaux de ce type de stockage résident dans la
possibilité d’obtenir des fortes puissances massiques et un nombre de cycles de charge et de
décharge tres éleve. Ces qualités offrent une trés grande souplesse d’utilisation. Si le colt a
I’achat est élevé, il est a relativiser cependant par une durée de vie élevée (supérieure a dix
ans), un nombre de cycles de fonctionnement bien plus élevé que pour les accumulateurs
électrochimiques et une maintenance quasi nulle. La ou les batteries doivent étre changées
régulierement (tous les mille cycles de fonctionnement environ), le dispositif a volant
d’inertie reste opérationnel sur plusieurs années.

Le « lissage » réseau

La fluctuation de la consommation d’électricité suivant la saison et I’heure (Fig.1.1.1)
est une contrainte majeure pour le producteur puisqu’elle peut engendrer un
surdimensionnement excessif des installations (centrales de production, lignes de
transport...). Déja, le systéme de tarification en vigueur incite le consommateur a étaler sa
demande et, plus en amont, les centrales de pompages, dispositifs de stockage de I’énergie a
grande échelle, assurent une production aux heures de pointes en récupérant de I’énergie aux
heures creuses. Mais avec I|’augmentation de la consommation d’électricité et la
diversification des moyens de production (Fig.1.1.2), la question de son lissage se pose de
plus en plus.

1
4 kw 10 f(VV.h hypothése du doublement tousles 10 ans
35
S N I B B AR AN
! ! | I I | ‘\e;.
3 o5 |croissance dela production mondiale—s
d'énergie électrique :
? 20 :
15 2
10 /7f
! // .
- 5 L]
W\M/J ATHUIWWwW/ WV\. 012 = :
° ‘ | | 88398828888 8§
0 5 12 18 24 h 22 %22 %3 3 8 R K

Fig. 1.1.1 : Exemple de variation journaliere  Fjg.1.1.2 : Evolution de la consommation
de consommation d’électricité d’un foyer d’électricité dans le monde

(Consommation moyenne en rouge)

Dans ce contexte, le stockage de I’énergie devrait trouver un terrain favorable a son
développement. Sa mise en ceuvre sous forme de petites ou moyennes unités mais largement
répandues a I’embranchement de chaque abonné par exemple permettrait de décentraliser une
part importante de la production de I’électricité.

La production d’électricité a partir des énergies renouvelables

En configuration complétement autonome (c’est a dire non raccordée au réseau de
distribution) I’utilisation d’éléments de stockage est impérative dans la mesure ou la
consommation et la production sont fortement non corrélées. L’énergie solaire, par exemple,
est souvent fournie aux heures de faibles consommations. L’optimisation de la gestion des
transferts d’énergie est un probleme complexe a résoudre. Les fluctuations journalieres et
saisonniéres de la production et de la consommation doivent étre prises en considération ainsi
que les conditions économiques liees a I’achat et a la vente de I’électricité dans une
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configuration raccordée au réseau. Toutes ces contraintes conditionnent tres fortement le
dimensionnement des dispositifs de production d’une part (éoliennes, panneaux solaires...) et
des dispositifs de stockage d’autre part (batteries electrochimiques, volant inertiel...).
Actuellement, quelques laboratoires de recherches commencent a travailler sur cette
problématique. Le groupe Belge Applied Sciences Associates CV a travaillé (mai 96 a avril
98) dans cet optique sur le développement d’accumulateurs électromécaniques d’une
puissance unitaire de 10 KW pour une énergie de 20 kWh. Plus récemment (1999), le
programme européen associant les universités du Sussex (GB) et de Patras (Grece) aux
partenaires Proven Engieneering Products Ltd et Nelco Systems Ltd ont travaillé a
I’amélioration du rendement sur I’installation de six éoliennes de 6 kW associées a deux
volants d’inertie.

Les alimentations sans coupures

Il s’agit l1a d’un domaine pour lequel des systemes existent. Les alimentations sans
coupures aussi appelées UPS sont déja bien implantées (hépitaux, industrie...). Dans ce cas,
le volant d’inertie est entrainé en permanence et n’intervient que le temps de la mise en route
des groupes électrogénes si le réseau est coupé. Il s’agit donc de dispositifs a faibles cycles de
fonctionnement. Parmi les projets de recherches et réalisations importantes, citons le dispositif
UPS proposé par la société Piller Inc. capable de fournir une puissance créte de 1.65 MW
pendant 10 secondes. Dans le domaine des petites puissances, la société Mitsubishi a travaillé
sur le développement de petites unités de 90 Wh utilisant des volants en acier d’une masse de
27 kg. La sociéte Trinity Flywheel Batteries Inc. (San Francisco) a lancé un projet de deux ans
(mars 94) portant sur la réalisation de batteries électromécaniques (Fig. 1.1.3) pour le secours
réseau en collaboration avec Westinghouse Electric Corp. et le Lawrence Livermore National
Laboratory.

Fig. 1.1.3 : Projet Trinity Flywheel Inc.
(Volant en fibre de carbone)

Actuellement, sur le marche, la société Active Power [APQO] fait figure de leader. La
figure 1.1.4 présente un de ses produits.

 330kg ;:‘.‘.'Z;L
e 7700 tr/min ‘_L‘"::“
* rendement: 97 %

o temps de charge/déecharge min:16 s

o temps de réponse: 50 ps Un themy

e énergie: 10 MJ (277 Wh) .

*  puissance: 62.5 kW

Fig. 1.1.4: Produit commercial développé par
Active Power en partenariat avec Caterpillar
(mai 2001), [UN_01]
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La traction automobile

Pour le cas de la traction des véhicules électriques, le stockage inertiel ne se substitue
pas, en principe, aux accumulateurs électrochimiques, mais intervient de facon
complémentaire lors des phases d’accélérations notamment. 1l s’agit la d’un domaine ou la
recherche, largement soutenue par I’industrie automobile, est particulierement présente mais
ou en revanche les applications commercialisées se font encore attendre.

La société American Flywheel Corp a mené des recherches pour développer une
solution hybride.

Le tramway de Bristol mis en service en 1998 utilise un accumulateur
électromécanique. 1l se recharge a quelques stations (sous 72 V DC) ce qui évite les caténaires
ou les rails conducteurs. La conversion d’énergie est purement mécanique, utilisant un
embrayage, une courroie et un convertisseur continment variable (CVT). La recharge se fait
par un moteur électrique connecté, par I’intermédiaire d’un autre embrayage, au niveau de la
boite de vitesse et la transmission d’énergie par contact (collecteur au sol) en 90 s. Le volant a
axe verticale (pas d’effet gyroscopique) et son enceinte pésent 500 kg pour une autonomie de
3.2 km et une vitesse maximale de 56 km/h.

1.2 L’accumulateur électromécanique d’énergie

1.2.1 Présentation des composantes d’un dispositif de stockage électromécanigue

La figure ci-contre (Fig.1.2.1) représente un

. o . " sy
dispositif de stockage électromécanique dans sa

voland

H “
- 214 H |"" .-"‘
version la plus élémentaire. On y remarque de g ?mmeur-
. . . - . I__-‘ I-_.-'
2 !
facon bien distincte les composantes suivantes : ?, | E génératenr
- S 25 5 Y
le moteur/générateur éelectrique 22k
le volant d’inertie
. 5
les paliers a’:ﬂff 4 7
I’enceinte sous vide % ;E
? ﬁ efcemibe
. , ) ) 2 w4
L utilisation d’une enceinte sous vide est  f ﬁ.w

indispensable lorsque I’on souhaite travailler &

haute vitesse. Les paliers seront de type .

magnétique pour minimiser les pertes par Figl21:
frottements secs doublés cependant par des paliers ~ EXemple de structure d’un dispositif
mécaniques sollicités uniquement en cas de UJestockage électromecanique d’eénergie

secours.

1.2.2 Caractéristiques énergétiques d’un accumulateur électromécanigue d’énergie

Le volant d’inertie est I’élément central d’un tel dispositif, celui qui caractérisera le
systtme en terme de performances énergetiques. Qu’il soit ajouté ou intégré au
moteur/générateur, il mérite une attention toute particuliere dans la conception d’un
accumulateur électromécanique et ceci d’autant plus que les cycles de fonctionnement seront

-10 -



CHAPITRE 1 Systemes de stockage électromécanique et état de I’art

longs. Du choix du matériau et de la forme du volant vont dépendre grandement les
performances énergétiques du systéme.

L’énergie cinétique stockée dans un volant d’inertie s’exprime sous la forme :

_l.q2 10,2
Avec :
J - le moment d’inertie du volant en kg.m?
Q : la vitesse de rotation du volant en rad.s™
\/ : la vitesse tangentielle de 1’élément dm en m.s™

Dans un volume donné, pour stocker un maximum d’énergie, il faut donc entrainer en
rotation une masse importante plutét répartie sur la périphérie et a haute vitesse. Cette
énergie, nous souhaitons la stocker dans un volume et une masse de matériau les plus faibles
possibles, tout en tenant compte de la contrainte de codt. Afin d’orienter notre choix de
maniere objective, nous allons introduire les notions fondamentales qui caractérisent un
volant d’inertie. On définit ainsi:

o » .

Cimas = Km.— la capacité de stockage massique (1.2.2)
p

Et:

Cvol =Ky .0e la capacité de stockage volumique (1.2.3)

Avec :

Km et ky - les facteurs de forme

Oe . la limite de résistance élastique du matériau

Pv : la masse volumique du mateériau utilisé

Les performances énergétiques sont donc essentiellement imposées, au travers des
parametres km, Ky, O¢ et py. La figure suivante montre les trois principales familles de volants
usuelles. Les facteurs de forme, aussi appelés coefficient massique (kn) et coefficient
volumique (ky), ont pour chacune des formes existantes des valeurs particuliéres [YON_96].

Plein Creux Isocontrainte

Fig.1.2.2 : Principales familles de volants utilisées
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0,7
. cylindre plein

Km=k, =0.606
05 - Km

06 ¢

04

0,3 cylindre creux
L
0,2

0,1 -

0 T T T T
0 0,2 0,4 0,6 0.8 1
Rint/Rext

Fig.1.2.3 : Evolution des coefficients énergétiques massique (k) et volumique (Ky) [KER_th]

En ce qui concerne les contraintes, celles-ci sont croissantes lorsque I’on se rapproche
de I’axe de rotation. Cette région du volant d’inertie devant en effet retenir mécaniquement la
matiere située en périphérie, il est donc souhaitable d’utiliser un cylindre plein méme si la
masse portée au voisinage de I’axe participe peu au stockage de I’énergie. On montre ainsi
gu’un axe creusé, méme infiniment mince, dégrade d’un facteur deux les performances du
volant. La figure 1.2.3, d’apreés les travaux de C. KERZREHO [KER_th], [KER_99], présente
ces performances par le biais des coefficients kn, et k, et montre cette discontinuité entre le
cylindre plein et le cylindre creuse.

18( Maraging \ \

O Composites
160 + 1700 O Titanes

O Aluminium
140 O Aciers

[
Plein

120

Creux

100 35NCD16

"Isocont."

E/V (Wh/litre)

\/
0 10 20 30 40 50 60 70
E/M (Whikg)

Fig.1.2.4: Caractéristiques des principales classes de géométrie et de matériaux [KER _th]
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Les volants de la famille isocontrainte présentent les meilleures performances (Fig.
1.2.4) mais les difficultés liées a leur usinage et le surcolt que cela entraine sont un frein a
leur développement. Dans la mesure ou I’application visée est une application stationnaire, le
critére énergie massique peut étre « sacrifié » si par ailleurs la simplicité d’usinage est accrue
et le codt faible. A I’heure actuelle seuls des systemes a bas colt sont susceptibles d’é&tre mis
sur le marché et de concurrencer les dispositifs classiques de stockage. Pour ces raisons donc,
nous avons opté pour I’utilisation d’un volant d’inertie plein et en acier. Un acier a
relativement bonnes performances massiques offrira des caractéristiques satisfaisantes , de
plus, ses propriétés ferromagnétiques permettrons une meilleure intégration du
moteur/générateur et des paliers magnétiques.

La vitesse maximale définit I’énergie maximale stockée dans le volant, celle que I’on
peut potentiellement retirer du systeme. Or, comme le montre la figure 1.2.5, il n’est pas
intéressant d’exploiter toute cette énergie en ralentissant jusqu’a la vitesse nulle. Plus on
descend vers les trés basses vitesses plus, a puissance constante, le couple devient trés élevé.

Si I’on note r le rapport :

r= Vimax (1.2.4)
Vimin

L’energie utile (E,) que I’on peut extraire du systeme (hors pertes dans le
moteur/générateur) s’écrit :

(1.2.5)

Le rapport r = 3 en fixant la profondeur de décharge du systéeme a 89% semble étre un
bon compromis.

1,2
1,0 - 8;99

0,8 -
0,6 -

Eu/Emax

0,4 -
0,2 -

0,0 T T T
1 3 5 7 9

r

Fig. 1.2.5 : Evolution de I’énergie utile en fonction du rapport de survitesse

Les caractéristiques que nous venons de passer en revue présentent essentiellement le
point de vue du mecanicien pour qui I’énergie (avec I’amplitude des cycles qui détermine la
fatigue) est la donnée dimensionnante. L’électrotechnicien, en revanche, dimensionne son
convertisseur électromécanique plutdt en puissance et en couple. Les convertisseurs que nous
allons présenter au paragraphe suivant font le bilan des recherches effectuées dans ce domaine
jusgu’a ce jour.
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1.2.3 Etat de I’art dans les convertisseurs électromécaniques pour le stockage inertiel

Tres tot, le stockage électromécanique d’énergie a attiré I’attention des constructeurs
automobiles [KUS_76],[RIC_77] en vue d’un remplacement ou en complément des batteries
électrochimiques. La minimisation des pertes sur un systeme de stockage électromécanique
d’énergie utilisant un moteur/générateur a courant alternatif a déja été étudiée par A. KUSKO
en 1976 [KUS_76]. Déja, les considérations de rendement et de co(t, en contradiction avec ce
que la technologie proposait alors, laissait présager une évolution lente dans ce domaine. Ce
n’est que depuis ces deux derniéres années que les topologies proposées semblent converger
vers une structure type témoignant ainsi d’une certaine maturité atteinte dans ce domaine.

La nécessité des hautes vitesses impose des contraintes pour la réalisation d’un moteur
/genérateur. Les bobinages et les contacts (collecteurs...) tournants sont a éviter, le rotor doit
étre robuste. D’autre part, la plage de fonctionnement a puissance constante maximale doit
étre la plus large possible.

Les recherches se sont orientées des les débuts vers I’utilisation de moteurs/générateurs
de type synchrone sans balais dont la topologie permette une évacuation aisée des pertes ainsi
qu’une maintenance reduite. Les structures a excitation bobinée sur un stator extérieur et de
type homopolaire répondent particuliérement bien & ce type de contraintes. Les premiéres
veéritables structures connues a ce jour sont des structures a griffes dont I’agencement selon
I’axe de rotation ne permettait cependant pas I’utilisation a des vitesses élevées propres au
stockage électromécanique d’énergie.

A titre d’exemple, la structure présentée en figure 1.2.6 utilise ce principe de
I’excitation homopolaire. Les deux bobinages d’excitation et d’induit sont fixes. Le rotor est
muni de griffes disposees axiallement qui permettent la variation du flux embrassé par le
bobinage de I’induit. Une telle disposition rend cependant cette structure peu adaptée pour des
vitesses de rotation élevées donc pour le stockage électromécanique. Par ailleurs, les
performances massiques et volumiques sont médiocres.

Fig. 1.2.6 : Moteur/générateur a bobinage induit et inducteur fixe de type homopolaire
[GOD_86]

La structure proposée en figure 1.2.7, a été brevetée en 1977 et présente déja une
excitation bobinée au stator de type homopolaire. Dans cette configuration, le champs est
radial. Le rotor extérieur est constitué de pieces polaires vissées sur la face interne et muni de
barres d’amortissement électrique. Les concepteurs [RIC_77] mettent en avant tout
particulierement le haut rendement obtenu ainsi que I’aspect particulierement intégre du
systeme. Mais I’assemblage d’un tel dispositif reste complexe et I’utilisation d’une structure

-14 -



CHAPITRE 1 Systemes de stockage électromécanique et état de I’art

radiale ne semble pas étre une solution optimale en terme d’énergie stockée. Rapidement, les
structures de forme cylindriques se sont effacées au profit des structures de forme discoide.

50
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Fig.1.2.7 : Brevet d’un moteur/générateur homopolaire dépose en 1977
pour un accumulateur de véhicule électrique [RIC_77]

Les structures proposées par [KAL_79] et [CLTD_66] utilisent un moteur/générateur de
type discoide. Cette fois-ci il n’y a plus qu’un seul entrefer et le champ dans celui-ci est axial.
Les bobinages d’induit et inducteur sont fixes et placés dans des encoches magnétiques.
Celles-ci sont découpées dans un stator réalisé par enroulement en spirale d’un ruban

magnétique afin de minimiser les pertes par courants de Foucault. L’utilisation de parties
ferromagnétiques fixes est donc une limitation (Fig.1.2.8).

FiG. 3

stator

Fig.1.2.8 : Brevet déposé en 1979 par Kalski [KAL_79]
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La structure déposée en 1978 par Studer pour le compte de la NASA revendique déja la
plupart des qualités nécessaires a un bon systeme de stockage électromécanique. Il s’agit
d’une structure intégrée dont le moteur/générateur de type synchrone a double excitation cree
un champ magnétique dans I’entrefer homopolaire. La notion de hautes performances est
clairement revendiquée et réalisée, notamment, grace a I’utilisation de paliers magnétiques et
de bobinages sans fer. Le rotor est passif pour une bonne fiabilité de I’ensemble et I’enceinte
sous vide dair entre 10 et 10™ torrs est obtenue par simple pompage.

441

/36

b SPEED =8
/D—— oL FROM SOURCE
57
COMM,
DIODES TO LoaD

Fig.1.2.9 : Brevet déposé en 1978 par Studer [STU_78]

Le rotor (19) est fabriqué en materiau composite tel que du kevlar et présente des
encoches dans lesquelles sont disposées des couches en matériau magnétique doux présentant
une saillance. Un aimant permanent de forme annulaire (50) crée un flux unidirectionnel mais
variable dans le bobinage de I’induit (20). En mode de fonctionnement générateur,
I’amplitude de la tension induite dans le bobinage de I’induit est réglée grace a I’utilisation
d’une bobine d’excitation située sur un bras parallele (48) au bras de I’aimant. La complexité
du rotor ainsi que sont codt élevé sont les inconvénients majeurs d’une telle structure.

Plus récemment, Clifton a proposé une structure a champ radial [CLI_99] (Fig. 1.2.10).
La partie extérieure du volant est placée entre deux carcasses magnétiques (de haute
permeabilité) séparée par un joint magnétique. Le volant n’est pas monté sur un arbre séparé
pour un commodité de construction, de montage et une augmentation de la fiabilite.

Fig.1.2.10 : Brevet déposé en 1998 par Clifton [CLI_99]
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Le bobinage d’excitation (30,32) créé un champ entrant axiallement par les faces
supérieures et inférieures du rotor et ressortant radialement par les dents du rotor. Les
bobinages des paliers magnétiques (36,38) sont concentriques au bobinage d’excitation. Le
bobinage de I’induit avec une forme en Z (49) pour un meilleur remplissage en cuivre est
constitué avec du fil de litz (les bobines de fils sont constituées de conducteurs connectés en
parallele) afin de réduire les pertes d’origine magnétique. La reluctance reste sensiblement
constante en fonction de la position du rotor. Un anneau constitué de tbles laminées (40)
permet de « diffuser » le champ afin de le rendre quasi constant dans la carcasse non feuilletee
pour minimiser les pertes. Cet effet est accentué par I’utilisation supplémentaire d’un entrefer
radial qui permet en outre de réduire I’épaisseur de I’anneau feuilleté. Pour un systéme
suffisamment rapide, le bobinage d’excitation doit étre alimenté en permanence malgré les
pertes occasionnées. L’inductance relativement élevée du circuit d’excitation limite la
dynamique. Une possibilité pour augmenter encore le rendement consisterait a utiliser
plusieurs volants en parallele.

La figure 1.2.11, reprend la plupart des principes du systeme précédant mais cette fois
le champ est axial [PINK_00]. Il s’agit de la structure la plus proche de celle présentée par
notre laboratoire.

Fig.1.2.11 : Brevet déposé en 2000 par
Pinkerton [PINK_00]

- il s’agit d’un systeme a un seul entrefer. L’inductance est faible donc la dynamique
en courant est élevée

- la vitesse maximale est uniquement limitée par la nature du matériau utilisé par le
rotor

- Iutilisation d’un bobinage sans fer réduit de facon tres importante les pertes
d’origine magnétique

- les bobinages (138) sont pré réalisés et placés sur un support en époxy

- les bobinages sont disposés en couche décalées les unes par rapport aux autres. Le
coefficient de bobinage est meilleur que pour les machines a encoches

- bobinages en fil de litz (connexions //)
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- Iutilisation de disques massifs procure une inertie suffisante pour des
fonctionnement a faible durée de décharge et ne nécessite pas I’utilisation d’un
volant supplémentaire. La structure est donc intégrée naturellement

- I’assemblage est facile

Enfin, le dernier brevet déposé a notre connaissance est présenté figure 1.2.12.
L’avantage de la structure proposee reside dans la faible inductance de [I’induit.
L’alimentation électrique du moteur/générateur a donc peu d’énergie a fournir pour
magnétiser la machine en supplément de I’énergie stockée sous forme mécanique. Le stator
comprend deux anneaux constitués de lamelles enroulées en spirales (repérées 4 et 6) pour
minimiser les pertes d’origines magnétiques. Le bobinage de I’induit (40) est fixé sur
I’anneau extérieur et se présente sous la forme d’un induit de Gramme. Le bobinage
d’excitation (8), sous la forme d’un tore, est intercalé entre ces deux anneaux. L’arbre moteur
est en matériau non magnétique ainsi que les deux disques exterieurs. Seules les barres
radiales (27) sont en materiau magnétique et feuilletées. Leur nombre est égal au nombre de
paires de pdles. Dans cette configuration cependant, les barres sont liées aux disques

(frettage...) et limitent la vitesse periphérique admissible.

rea

30

Fig.1.2.12 : Brevet déposé en 2001 par Tupper [TUP_01]

Notons que ces trois derniers exemples qui représentent les projets les plus récents
montrent des dispositifs a cycles de fonctionnement plutdt courts. Le projet « Stockage
Electromécanique d’Energie » lancé par le LESIR développe en revanche un systéme & long
cycles de fonctionnement ou les contraintes différent sensiblement.

1.3 Le projet ENS - LESIR

Le travail présenté dans ce document entre dans le cadre d’un projet de recherche
développé actuellement a I’ Antenne de Bretagne de I’ENS de Cachan sur le theme: "Stockage
électromécanique d’énergie”. Ce projet, a vocation interdisciplinaire, rassemble des
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mécaniciens et les électrotechniciens du departement mécatronique de I’ Antenne de Bretagne
de PENS de Cachan (LESIiR et LMT), des mécaniciens de I’INSA de Rouen et des
électrotechniciens de Grenoble (LEG). Parmi les nombreuses applications possibles, notre
choix s’est porté sur la réalisation d’une installation de stockage inertiel stationnaire destinée
au grand public d’une énergie emmagasinable d’environ 3 kWh et d’une puissance d’environ
3 kW. Par ailleurs, ce projet est destiné a s’intégrer au sein d’un site de production
d’électricité a partir d’énergies renouvelables (voir Fig.1.3.1) nouvellement installé a
I’ Antenne de Bretagne de I’ENS de Cachan.

i Systéme de gestion et de pilotage

pime g soliines

L Hoages. iy ivimam

+ * be Risenu EDF
+ ubdliadrurs

Ot crlscur| |

> oo -

¥ ¥ v

Comirale
d acyuisitinn

v

H vnn crlissear

Mesure des canadidions ; Enlienn:
Exlairemsent,
Yenl, —

Syutbmes de steckage

Fig. 1.3.1 : Systeme expérimental de production d’électricité connecté au réseau a partir
d’énergies renouvelables du LESIR (Antenne de Bretagne)

Le systéme a concevoir doit intégrer les fonctions suivantes :

* la motorisation et sa commande
* le volant d’inertie

* les paliers grande vitesse

* I’enceinte

La partie conception du volant d’inertie a fait I’objet d’une thése effectuée par C.
KERZREHO [KER_th] au sein de I’Antenne de Bretagne de I’ENS de Cachan. Cette étude
mécanique, a permis de caractériser les potentialités de différentes classes de géomeétries et de
matériaux et de choisir une structure de volant initiale adaptée a l'application envisageée.
Différents processus d'amélioration des performances par autofrettage ont été considérés en
prenant en compte le comportement en fatigue du matériau [KER_99].

Les paliers magnétiques ont fait I’objet d’une thése a soutenir par F. FAURE a
Grenoble [FAU_th].
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Ces différentes études ont permis de réaliser un projet de conception d'un accumulateur
électromécanique d'énergie intégrant le volant et le moteur. Le but de ce premier prototype
modulaire est de tester le comportement des différentes parties du systeme et leurs
interactions. Une enceinte de protection pour les essais a également été réalisée.

1.4 Choix du type de motorisation et d’une topologie d’actionneur

Compte tenu des performances exigées, la solution d’un entrainement direct sans
réducteur mécanique est impérative. Le stockage d’énergie dans une gamme d’énergie
comprise autour de 3 kWh nécessite des vitesses de rotation plus ou moins élevées selon les
matériaux utilisés pour le volant (jusqu’a 50000 tr/mn). Pour ces vitesses et pour une
puissance unitaire d’environ 3 kW, les trés mauvaises performances du collecteur mécanique
(surtout dans un vide d’air [CLIF_98]) et les exigences de durée de vie condamnent
I’utilisation de la machine a courant continu malgré la simplicité évidente de la commande.
Quant a la machine asynchrone a cage, le couple moteur "nécessite” la présence de pertes
Joule rotoriques difficiles & évacuer dans un environnement de vide assez poussé et avec
I’utilisation de paliers magnétiques dont les capacités d’échange thermique sont faibles. Par
ailleurs, la plage de fonctionnement a puissance maximale constante, possible avec un
contr6le vectoriel, est limitée par le rapport du couple maximal sur le couple nominal.

Le choix d’une machine de type synchrone a inducteur bobiné au stator se justifie donc
pour les raisons suivantes :

= possibilité de désexcitation pour une large plage de fonctionnement a
puissance maximale constante [MUL_95]

= possibilitée d’optimiser le bilan des pertes Joule et magnétiques [MAD_98]

= marche a vide sans pertes magnétiques

= liberté plus large de conception et donc d’intégrabilité

On peut remarquer, en outre, qu’aux vues des recherches effectuées ces trente derniéres
années, concernant la conception de moteurs/générateurs pour le stockage électromeécanique
d’énergie, les solutions convergent vers une motorisation de type synchrone & bobinages dans
I’air a excitation bobinée et homopolaire.

La machine présentée ici, est une machine a champ axial de type synchrone a excitation
homopolaire et bobinée. Il s’agit d’une topologie inédite [BEN_00] et concue spécialement
pour répondre aux exigences propres au stockage électromécanique d’énergie. Le rotor est
passif, c’est a dire sans aimants ni bobinages. Le fonctionnement a des vitesses trés élevées
est possible car limité uniquement par la vitesse periphérique admissible par le matériau
utilisé pour le volant. A titre indicatif, le rotor utilisé par le prototype étudié, d’un rayon
extérieur de 0.1 m et constitue en acier 35NCD16, autorise une fréquence de rotation de
I’ordre de 25 000 tr/mn [KER_99] (vitesse périphérique autorisée: 240 m/s pour
I’aluminium).

1.4.1 Principe de fonctionnement

Les figures suivantes représentent donc le moteur discoide, objet de notre étude. Cette
machine est constituée de deux disques ferromagnétiques (reliés entre eux par un axe
également magnétique) dentés et tournants. Les bobinages inducteur et induit placés dans
I’entrefer sont fixes. Le bobinage intérieur, de forme solénoidale, représente I’inducteur
alimenté par un courant continu. Celui-ci crée un champ magnétique qui circule dans I’arbre
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et se referme (aux fuites pres) par les dents des disques supérieurs et inférieurs (voir trajet des
lignes de champs). Ces disques tournants et magnétisés constituent une succession de poles
magnétiques notés par convention N+ et N- (Fig. 1.4.1) puisqu’en effet, I’induction générée
dans I’entrefer par le bobinage inducteur est homopolaire. Sans changement de signe, son
amplitude est modulée autour d’une composante moyenne par la denture. Ce champ
magnétique tournant interagit avec le champ tournant créé par le bobinage de I’induit
(alimenté par un systéeme de courants triphasé) situé sous la zone dentée des deux disques.
Dans ce type d’actionneur, puisque le bobinage est sans fer, les efforts tangentiels créés sont
du type : Forces de Laplace.

b
| .ub ligne de champ idéalisée
TN de l'inducteur

L _—
R N-
Nj.-- '__:_:_ I ll__m_,____,..,...hi(
. — " AT N+ |
s ﬁFF‘———_[-"" e
T N+ | |
bobinage a9 ] : bobinage
induit__ \___ i _{_,:- _lrjniju-.:taur
[ = + : _hh--". _

Fig.1.4.1: Représentation simplifiée de la machine

Une autre approche peut nous permettre de nous familiariser encore davantage avec le
fonctionnement de cet actionneur. Le champ magnétique variable tournant dans I’entrefer et
créé par les disques dentés en rotation génére une f.e.m. dans le bobinage de I’induit dont la
fréquence fondamentale vaut f = p.n. Si I’on injecte dans ce bobinage un courant alternatif de
méme fréquence, la puissance moyenne, fournie ou absorbée suivant le déphasage entre f.e.m.
et courant, devient non nulle témoignant ainsi de la conversion d’énergie. Le nombre de
paires de pdles est égal, sur cette machine, au nombre de dents rotoriques.

La figure 1.4.2 représente I’allure des flux dans la machine. Ces flux sont, pour chacune
des spires de I’induit, alternatifs et toujours du méme signe puisque I’induction dans I’entrefer
créée par I’inducteur est homopolaire. Le décalage spatial des deux spires adjacentes 1 et 2 se
traduit par un déphasage des flux induits. Parce que ces deux spires sont bobinees dans un
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sens contraire, le flux résultant embrassé par ces deux spires connectées en série est alternatif
a valeur moyenne nulle (Fig. 1.4.2).

Flux inducteur

A

Flux1

Flux2

position rotor

Fig 1.4.2 : Flux inducteur vu par
deux spires adjacentes et flux total

FquzFqul-Fluxz vu par les deux spires

La figure 1.4.1 représente le moteur/générateur de fagcon schématique. Sur cette figure,
I’actionneur est placé sur la partie supérieur du volant d’inertie bien qu’il pourrait
indifféremment se trouver sur la partie inférieure. Les figures 1.4.3 & 1.4.5 représentent la
partie moteur uniquement.

Fig.1.4.3: Vue des deux disques rotoriques  Fig.1.4.4: Machine avec son bobinage vue de
dessus

Fig.1.4.5: détail du bobinage
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1.4.2 Le bobinage

Concernant la technique de réalisation du bobinage, I’utilisation du principe de gravure
utilisé pour les circuits imprimes est apparue comme le meilleur compromis colt/temps de
fabrication. Le développement d’un process propre a notre application et pour quelques unités
seulement n’était pas envisageable. Le bobinage que nous proposons donc ici a été réaliseé par
attaque chimique. 1l se présente donc sous la forme d’un empilage de galettes élémentaires (cf
Fig.1.4.6) sur lesquelles sont gravées les deux bobinages inducteur et induit. Le bobinage de
I’inducteur est disposé au centre des galettes et se présente sous la forme d’un circuit torique.
Le bobinage de I’induit est placé sur la périphérie extérieure. Chaque phase constituée d’un
empilement de plusieurs galettes connectées en serie est décalée d’un angle mécanique de +
ou - 21U3p par rapport aux deux autres phases. L’aspect modulaire de ce bobinage et la
présence de I’inducteur et de I’induit sur un méme support rendent cette technique
particulierement intéressante du point de vue de la réalisation.

Inducteur

Fig. 1.4.6: Vue d’une galette constituant le

poles de linduit bobinage

D’autre part, cette technologie permet :

1

un bobinage inducteur et induit disposes sur un méme support amagnétique et non

conducteur d’électricité (époxy par exemple) et qui assure la rigidite mécanique

2- une force magnétomotrice quasiment sinusoidale de fagon trés simple par
I’utilisation de pistes de sections variables favorable a la minimisation des pertes
magnétiques dans les disques en fer (cf. § 2.2)

3- une possibilité d’augmenter les surfaces d’echange thermique avec I’extérieur en
augmentant la section des tétes de bobines

4- une diminution des pertes Joule par I’accroissement de la section des tétes de
bobines

5- une meilleure utilisation de I’espace bobinable gréace a la suppression du

chevauchement des tétes de bobine (cf. § 2.2)

La répartition des conducteurs sur I’époxy pour en particulier obtenir une force
magnétomotrice de forme souhaitée sera traitée au paragraphe 2.2.

1.4.3 Les disques dentés

Ces disques, dont le nombre de dents est égal au nombre de paires de pdle, doivent étre
fabriqués en matériaux magnétiques. Puisqu’ils sont entrainés en rotation, ils sont soumis a
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des contraintes et ont donc fait I’objet d’une étude particuliere menée a I’INSA de Rouen a
I’occasion d’un stage d’éléves ingénieurs [INSA_00]. Une pré optimisation 2-D a permis de
dégager un premier jeu de parameétres et de définir ainsi quelles sont, a priori, les formes de
section et de fond d’encoche optimales. Ce jeu de paramétres est ensuite réutilisé comme
point de départ pour le calcul par élements finis 3-D de la géométrie optimale (Fig 1.4.7 et
1.4.8).

Fig. 1.4.7 : Répartition des contraintes sur une  Fig. 1.4.8 : Géométrie optimale obtenue par
demi dent calculée par éléments finis éléments finis 3-D

1.4.4 Les paliers magnétiques

Les paliers qui sont partie intégrante de tout moteur doivent étre réalisés avec une
attention particuliere compte tenu des contraintes existantes. Des paliers conventionnels ne
peuvent pas étre utilisés en mode de fonctionnement normal pour les raisons suivantes:

- la durée de vie des paliers classiques serait insuffisante pour entrainer le volant en
permanence pendant plusieurs années

- les pertes par frottement engendrées par des roulements a billes doivent étre les plus
faibles possibles pour maximiser le rendement et minimiser I’auto-décharge

- le fonctionnement sous vide rend toute lubrification délicate & mettre en ceuvre

- les vibrations engendrées par une rotation autour d’un axe imposé par les roulements a
billes autre que I’axe d’inertie peuvent provoquer des instabilités génantes entrainant des
pertes de contrdle et réduire aussi de fagon significative la durée de vie du systeme

3 bobines
a120°

Plasto -Aimant

4 dents de
centrage

Fig. 1.4.9 : Représentation de principe des paliers magnétiques [FAU_th]
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La suspension magnétique doit assurer la rotation du volant d’inertie autour de son axe
mais il faut pour cela que le moteur/générateur ne la perturbe pas trop par son propre champ
magnétique tournant. La topologie retenue est aussi bien adaptée a I’utilisation de paliers
magnétiques. Une étude menée par Olivier Gergaud dans le cadre de ces travaux de DEA
(1999) a montrée que I’actionneur génére trés peu de composantes parasites d’effort risquant
de déstabiliser les paliers magnétiques [GER_01].

Les paliers magnetiques, qui doivent étre bien intégrés a I’ensemble, sont semi-actifs a
aimants et peuvent étre contr6lés avec un courant moyen nul (en I’absence de perturbation).
Un tel type de commande présente I’avantage d’étre simple et de présenter une trés faible
consommation. Le positionnement radial est obtenu de maniere passive grace a un effet de
réluctance (dent en vis a vis). Quant au positionnement angulaire, il est obtenu par un second
systéme a aimants situé en bas du rotor.

Fig. 1.4.11: Le volant et son support Fig. 1.4.12 : Le volant d’inertie, vue coté
moteur
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L’ensemble de ces composantes est destiné a étre intégré au volant d’inertie dont la
réalisation est montré sur les figures 1.4.11 et 1.4.12.

Conclusion

Compte tenu de la complexité géométrique de I’actionneur, I’élaboration d’un modele
completement analytique ne considérant que les effets 2-D donnerait des résultats trop
imprécis. Nous avons du développer un nouvel « outil » pour la modélisation compléte de la
machine utilisant la notion de perméance superficielle et le valider. Cela sera I’objet du
chapitre 2.

L’objectif final, est d’optimiser les paramétres géométriques de la machine, pour que le
dispositif de stockage présente le bilan énergétique le plus favorable sur I’ensemble des cycles
de charge/décharge. Contrairement aux commandes classiques, I’optimisation de ce bilan par
la minimisation des pertes Joule (fonctionnement a iq = 0) n’est pas un critére suffisant pour
notre application. En effet, pour des vitesses elevées (> 20000 tr/mn), les pertes magnétiques
par courants de Foucault crées dans le bobinage de I’induit deviennent non négligeables voir
prépondérantes par rapport aux pertes Joule. Il peut alors étre intéressant de combiner
désexcitation par action sur I’angle d’autopilotage et défluxage par action sur le courant
d’excitation. Cette recherche des performances optimales fera I’objet des chapitres 3 et 4.
Dans le chapitre 3, nous aborderons ce probleme d’un point de vue commande. Dans le
chapitre 4, nous présenterons une démarche genérale d’optimisation du moteur/générateur
associé a son convertisseur d’alimentation intégrant les parametres de commande et les
parametres geomeétriques.
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CHAPITRE 2

MODELISATION ET DIMENSIONNEMENT
DU MOTEUR/GENERATEUR

Apres avoir proposé puis justifié le choix d’une topologie, la modélisation de I’actionneur
en vue de I’optimisation de ses performances doit étre abordée. Compte tenu des spécificités de la
machine étudiée, de nouveaux outils de dimensionnement ont di étre développés s’appuyant
notamment sur une analyse semi-analytique 2-D. L’objectif est d’établir des modeles de
dimensionnement qui soient bien adaptés a I’utilisation d’algorithmes d’optimisation. Les
fonctions analytiques se prétant bien a ce genre de traitement, nous avons donc naturellement
recherche des le départ a développer un modele baseé sur leur utilisation. Parce que I’entrefer de la
machine étudiée est important, une modélisation purement analytique serait trop imprécise (cf.
allure de I’induction au rayon moyen). Le modéle semi-analytique 2-D constitue donc un bon
compromis précision/temps de calculs.

Dans la progression du projet, une premiere maquette a bobinage monophasé a été realisée
avant méme que ne débutent les premiers travaux de modélisation. Cet actionneur a permis la
validation du principe grace aux premiers relevés effectués et la reconnaissance des problémes
d’ordre technologique comme la réalisation du bobinage. Les premiers résultats obtenus sur cette
maquette sont presentes au paragraphe suivant.

2.1 Premiére étude a partir d’une maquette a bobinage monophasé filaire

L’objet de ce paragraphe est la présentation et I’étude simplifiée d’une premiére maquette
réalisée au LESIR. Celle-ci utilise un bobinage de type filaire classique et monophase (Fig.
2.1.1.aa2.1.1.d). Il s’agit dans un premier temps d’étudier au travers d’une série de tests et de
calculs de champs par éléments finis 3-D le comportement réel de la structure. Une fois les
phénomenes bien identifiés et les effets 3-D bien quantifiés, nous pourrons proposer, en la
justifiant, une modélisation semi-analytique 2-D au rayon moyen.

Les deux disques sont massifs et réalisés en acier du type XC18. Le nombre de leurs dents
égal a quatre est aussi égal aux nombre de paires de pdles. Les principales caractéristiques
géométriques sont résumeées dans le tableau suivant :

Caracteristiques Symboles Valeurs
Rayon extérieur R, 100 mm
Rayon de fond d’encoche Ry 50 mm
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Epaisseur des disques E gis 10 mm
Jeu mécanique axial total E 1 mm
Hauteur du bobinage induit et inducteur he 10.5 mm
Arc dentaire B 40°
Nombre de spires de I’induit n 90
Nombre de spires de I’inducteur Nt 240
Rayon de I’axe magnétique R, 20 mm
Rayon extérieur du bobinage inducteur Re 30 mm
Nombre de dents Np 4
Rayon du fil de cuivre de I’induit Ril 0.325 mm

Tab. 2.1.1 : Principales caractéristiques de la maquette monophasée.

Les photos suivantes montrent la maquette et son bobinage monophasé.

x P

Fig. 2.1.1.b : Disques

Fig. 2.1.1.c : Assemblage Fig. 2.1.1.d : Maquette fermée
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2.1.1 Analyse 3-D

Les calculs de champs par eléments finis 3-D et les mesures de I’induction sur cette
maquette ont été menés par O. Gergaud dans le cadre de son stage de DEA portant sur le calcul
des efforts parasites existant dans ce moteur [GER_01].

’/*//// A,
7
T ///// / 3
AR e A
S i
T
e

Fig. 2.1.2 : Représentation 3-D du moteur (bobinage inducteur au centre en jaune)

Les calculs sont effectués pour un nombre d’amperes-tours inducteur nglf = 75 At. Les
résultats de ce calcul ont été validés par une mesure de I’induction dans I’entrefer & partir d’un
capteur a effet Hall.

Les figures suivantes (Figures 2.1.3, 2.1.4.a, 2.1.4.b) représentent la répartition de
I’induction normale, a mi hauteur dans I’entrefer, créée par le bobinage inducteur. Elles illustrent
les effets 3-D.

Bmax

Bmin

Fig. 2.1.3 : Calcul de I’induction normale au milieu de I’entrefer (z=0)
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Fig. 2.1.4.a: Induction normale au rayon moyen  Fig. 2.1.4.b: Induction normale au milieu de
et a différentes hauteurs I’entrefer et pour différents rayons

Le premier réseau de courbes (Fig. 2.1.4.a) montre comment évolue, a rayon donné (75
mm), I’induction en fonction de la position verticale dans I’entrefer. De ces calculs, il résulte que
I’on peut en premiére approximation considérer I’induction dans I’entrefer indépendante de la
position verticale. Cette remarque n’est cependant valable que si la position n’est pas trop proche
de I’un des deux disques. Car a leur proximité immédiate, des effets de pointes apparaissent et
peuvent augmenter de fagon significative les pertes par courants de Foucault dans le bobinage de
I’induit. Nous reviendrons sur cet aspect lorsque nous traiterons de la modélisation des pertes
magnétiques (8 2.5).

Inversement, la seconde figure 2.1.4.b montre comment évolue I’induction radialement.
L’invariance de I’induction avec le rayon est ici moins évidente. Pour la zone de fond d’encoche
par exemple (r= 50 mm), "les fuites” lissent I’induction dans I’entrefer. Nous allons néanmoins
montrer que la seule connaissance de I’induction au rayon moyen est suffisante pour calculer
assez précisément les inductances et les pertes d’origine magnétique.

2.1.2 Modélisation 2-D semi-analytique au rayon moyen

Nous nous intéressons ici, uniqguement a I’induction (répartition et amplitude) créee par le
bobinage inducteur dans I’entrefer et dans le cas d’un régime de fonctionnement linéaire
magnetique. Nous présentons egalement le motif elémentaire 2-D que nous avons retenu pour
calculer, par éléments finis, le champ dans I’entrefer.

Le flux circule selon les trois dimensions mais il est en général possible de représenter un
motif plan susceptible d’offrir des sections de passage aux lignes de flux équivalentes a la
structure réelle. Ce motif qui est donc une « mise a plat » du motif 3-D est représenté en figure
2.1.5.b. Il est déterminé & partir du trajet de la ligne de champ "moyenne” représenté figure
2.1.5.a. L utilisation des symétries rameéne le motif élémentaire a une ouverture angulaire égale
au pas polaire, c’est a dire 1Up, et a une hauteur égale a la moitie de I’entrefer. Le disque (zone
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hachurée) comporte deux zones (1 et 2). La zone 1 correspond au trajet axial des lignes de champ

et la zone 2 correspond au trajet radial.

Ce
o
. i
[
* © B(R, +Ry) 2 ' F
— B 4 n(Rzz—pRl)

Fig. 2.1.5.a: Parcours de la ligne de champ
"moyenne”

Im hlnage

Fig. 2.1.5.b: Modele géométrique 2-D développe

équivalent

Fig. 2.1.6 : Trajets de lignes de champ calculés par éléments finis 2-D

Le code de calcul par éléments finis 2-D, développé par Hamid Ben Ahmed au LESIR,
fournit la carte de champ (Fig. 2.1.6). 1l fournit aussi la répartition de I’induction dans I’entrefer
(Fig. 2.1.7) et les coefficients de la série de Fourier relatif a cette induction (Fig. 2.1.8) que I’on

exprimera sous la forme:

Br (8) =Byo + hZ Btmn-cos(h.p.6)
=1

(2.1.1)
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Fig. 2.1.7 : Induction normalisée dans I’entrefer ~ Fig. 2.1.8 : Coefficients de la série de Fourier
calculée par eléments finis 2-D de I’induction normalisée

Exprimé dans un systeme de coordonnées cylindriques, I’élément de flux embrassé par le
bobinage d’un p6le nord de I’induit s’écrit (voir Fig. 2.1.10) :

ddy = n.Bs (6).rdr.de (2.1.2)

af.m.m.

A\

Fig. 2.1.9 : Allure de la force magnétomotrice Fig. 2.1.10 : Surface d’intégration du flux
créée par le bobinage monophasé de I’induit

Consideérons, en premiere approximation, le bobinage concentré et infiniment mince (c’est
a dire v=0). Alors :

by =n. 3 By .cos(h.p.6).r.dr.de (2.1.3)
h=1

On introduit la grandeur a telle que :

a :R1/R2 (214)
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Alors, en fonction de la position du rotor notée 6, le flux total pour un seul péle nord
devient :

0 Ro +m/2p+6y
PenOm) =n.Y Baun- | | cos(h.p.8).r.dr.de (2.1.5)
h=1 a.Ro -T/2p+6py

L’ expression (2.1.5) est nulle pour les rangs pairs. Autrement dit, seuls les harmoniques de
rangs impairs produisent une f.e.m.

. _n\h
Doy (Om) =nR3.0-a2) ¥ D

TP .cos[(2.h +1).p.8 216
L 2h+D)p ™M@+ cos[( )98 (2.16)

Le flux total embrassé par un pble sud du bobinage est identique mais déphasé d’une demi
période. Ainsi :

PN (Om) =~ Prs(Bm) (2.1.7)
Finalement, le flux total embrasse par le bobinage complet de I’induit s’écrit:

(0"
2h+1

GHCINE 2.n.R§.(1-q2),{h§O Bim(2.h+1)-C0s[(2.h +1).p.em]} (2.1.8)

L’expression de la f.e.m. induite est obtenue aprés la dérivation suivante :

dods (6
e(t) = .9%1 Om) (2.1.9)
dt
4 4
2 2
S e
E: 0 T T T T \ T T T T E 0 T T T T T T T T
& 10 20 30 40 50 60 70 80 M0 = 10 20 30 40 \50 60 70 80 PO
2 -2 -
4 -4
angle mécanique ( °) angle mécanique (°)
Fig. 2.1.11 : f.e.m. a vide mesurée Fig. 2.1.2 : f.e.m. a vide calculée

Les figures 2.1.11 et 2.1.12 montrent les résultats obtenus respectivement par I’expérience
et par le calcul. La concordance des formes d’onde et des amplitudes, malgré les hypotheses
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prises, montre la validité de la modeélisation que nous avons choisie. Les essais ont été effectues
pour un courant d’excitation Iz de 1A et pour une vitesse de 1200 tr/min (126 rad/s). Le calcul a
été mené en prenant en compte les harmoniques 1 a 11. Au-dela, I’influence des harmoniques
supérieurs devient imperceptible sur la forme et I’amplitude de la f.e.m.

Désormais, nous nous appuierons donc sur une modélisation 2-D semi-analytique au rayon
moyen.

2.2 Conception et réalisation du bobinage circuit imprimé

Le bobinage de I’induit est une piece maitresse de I’actionneur. Il conditionne I’allure de la
force magnétomotrice créée par I’induit, et I’allure de la force électromotrice induite par
I’inducteur. D’autre part, les pertes dépendent largement du type et de la forme de bobinage
choisi. Ce paragraphe, outre une présentation de la technologie utilisée, décrit la méthodologie
employée pour le dimensionnement et I’élaboration de ce bobinage.

2.2.1 Contraintes

Un bobinage dans le fer risquerait de présenter un niveau de pertes d’origine magnétique
excessif aux vitesses requises pour le stockage électromécanique d’énergie. Le moteur/générateur
étudié utilise donc un bobinage sur support amagnétique appelé bobinage dans I’air ou sans
encoches. La solution classique a bobinage filaire (Fig. 2.2.1) pose en général le probleme de
I’encombrement dd au chevauchement des tétes de bobines.

Support en époxy Phase a

Chevauchement
des tétes de bobine

Section utile Section totale| Tates de bobihes
d'entrefer d'entrefer

Fig. 2.2.1: Exemple de bobinage filaire
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Dans le cas particulier de I’actionneur etudié ici, la figure 2.2.1 montre que cette contrainte
conduit a une sous utilisation du volume d’entrefer. Le chevauchement des tétes de bobines
intérieures ne peut se faire sans une augmentation de la hauteur d’entrefer. Dans le meilleur des
cas, le volume utile d’entrefer n’est, en effet, que le tiers du volume total d’entrefer.

La solution technologique retenue pour s’affranchir du probléme de chevauchement
consiste a répartir le bobinage sur une plaque d’époxy (qui assure aussi la rigidité mecanique) en
utilisant par exemple le principe de la gravure des circuits imprimés. Le chevauchement des tétes
de bobine est alors contourné gréce a I’utilisation et I’empilement de plusieurs circuits imprimés
doubles faces. Le passage d’une spire a I’autre s’effectue dans ce cas en changeant de face
comme I’indiquent les figures 2.2.2 et 2.2.3 [FUJI_90, MAL_87]. En outre, ce principe, déja
utilisé pour la réalisation d’inductances et de transformateurs [YU_99], [HURL_99], [LIND_91]
ainsi que pour la réalisation de bobinages de machines tournantes (figures. 2.2.2 et 2.2.3) permet,
une meilleure utilisation de I’espace bobinable, une diminution sensible de I’inductance de fuite
jusqu’a 50% [YU_99], un meilleur comportement thermique di a I’augmentation des surfaces
d’échange et une simplicité de réalisation accrue favorable a I’automatisation et a la réduction du
colt de réalisation [MINO_92], [SULLI_93].

Fig. 2.2.3: Bobinage a deux couches présenté par Malski en 1987 [MAL_87]
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2.2.2 Technologies de fabrication existantes

Actuellement, compte tenu des épaisseurs souhaitées, de I’ordre de quelques dixiemes de
millimetre, deux techniques de fabrication sont envisageables [YUE_99]. La premiere est la
technique de la gravure par une attaque chimique. 1l s’agit de la solution la plus simple mais elle
ne permet pas d’obtenir des eépaisseurs importantes. Il existe en effet un angle d’attaque chimique
qui se traduit par une diminution de la surface de collage. La seconde technique plus précise,
consiste en une découpe d’une feuille de cuivre par une machine a commande numerique ou par
emboutissage. Le cuivre est ensuite pressé et collé.

Il existe aussi la méthode dite de la gravure seche empruntée a la technologie de fabrication
utilisée en micro-électronique. Elle permet d’obtenir a ce jour des couches de cuivre de 0.3 mm
au maximum sur un substrat de 10 um d’épaisseur. La complexité du process et le colt de
fabrication ne permettent pas cependant d’envisager cette solution [MAS_92].

Solution choisie:

Pour la réalisation d’un premier prototype, la solution la plus simple a été retenue, celle de
la gravure par attaque chimique. Une contrainte inhérente a cette technologie impose cependant
comme largeur minimale de piste réalisable une valeur de 0.75 mm avec un espacement
minimum de 0.2 mm. Ces dimensions ont été choisies pour les pistes constituant les tétes de
bobines par soucis d’encombrement. Quant a I’épaisseur maximale des pistes, elle est limitée a
0.3 mm avec cette technologie.

Les figures 2.2.4.a et 2.2.4.b représentent deux solutions possibles avec, pour chacune, les
motifs supérieur et inférieur du bobinage ainsi que la plaque en époxy représentée en gris. La
force magnétomotrice genérée par ces deux bobinages est alternative et leur amplitude pour les
deux solutions posséde la méme valeur maximale.

Dans le cas de la solution présentée figure 2.2.4.b ou les pdles nord sont la conséquence des
pdles sud, une seule percée par galette est nécessaire au lieu de huit pour la premiére solution.
Plus simple a réaliser, cette structure présente néanmoins deux inconvénients majeurs. Elle
augmente par deux I’encombrement des tétes de bobines et ne permet pas d’insérer une piste
reliant le bobinage inducteur a I’extérieur du disque. Ces contraintes, nous ont conduit a choisir
la premiére solution, celle du bobinage par pole.

2.2.3 Principe de dimensionnement

La forme des spires du bobinage de I’induit conditionne :

* I’allure de la force magnétomotrice
» la forme de la force électromotrice induite, moyennant la connaissance de I’induction
d’excitation dans I’entrefer

La figure 2.2.5 montre, a titre d’exemple, I’évolution de la force magnétomotrice pour une
distribution réguliere des pistes sur I’époxy, c’est a dire lorsque la largeur des pistes et leur
écartement sont constants. Le haut de la figure représente physiquement le bobinage vu en
coupe.
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époxy s
| couche inférieure

couche supérieure

Fig. 2.2.4.a : Bobinage par pdles

] | couche inférieure
epoxy

couche supérieure

Fig. 2.2.4.b : Bobinage par p6les consequents
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Les conducteurs réalisés sous forme de pistes de cuivre sont disposés a la surface de la
plaque d’époxy. Une premiére observation montre que la croissance des ampéres-tours est
directement proportionnelle a la largeur de la piste lorsque le courant et I’épaisseur sont fixés. La
force magnétomotrice, aux harmoniques d’inter pistes pres, est dans ce cas de forme triangulaire.

face piste k axe polaire
supérieure courant A .
\ | cuivre

epoxy

'O O W O

)

— i

fomom.
souhaitée .=

f.m.m.

n',_- obtenue 2y q
__<—) 0 —
2p ABK 2p

. T
arc polaire = —

P

Fig. 2.2.5 : Evolution de la force magnétomotrice (a courant et épaisseur donnés)

Inversement, si I’on avait tracé en pointillés I’allure de la force magnétomotrice désirée, on
remarque (Fig. 2.2.5) qu’il aurait alors été possible de déterminer la largeur des pistes par une
simple méthode graphique.

La figure 2.2.6 montre le résultat obtenu lorsque I’on souhaite une force magnétomotrice de
forme sinusoidale. Ce choix d’une force magnétomotrice sinusoidale pour la réalisation de notre
prototype triphasé a été guidé par le souci de minimiser les pertes. Le bobinage de I’induit, en
créant un champ tournant parfaitement uniforme, ne génére pas de pertes magnétiques dans les
disques massifs autres que les pertes dues au découpage.
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Fig. 2.2.6 : Détermination des coordonnées polaires du bobinage
Dans ce cas, I’expression analytique des angles nécessaires au dessin du bobinage est
simple. On note A I’angle entre piste.

Chaque piste est définie par un angle intérieur noté B et par un angle extérieur noté Bgy.
Leurs expressions sont les suivantes :

Bek :%.acos(%J -A pour k J[1, n] (2.2.1)
1 k

Bik = B.a COS(HJ pour k O [1, n-1] (2.2.2)
A

Oin = 5 pourk =n (2.2.3)
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Pour optimiser le coefficient de remplissage en cuivre, I’écart entre pistes a été fixe a sa
valeur la plus petite possible. Compte tenu de la géométrie du bobinage ou les conducteurs actifs
sont répartis radialement et espacés d’un écart angulaire constant, I’espace entre les pistes est plus
faible a I’extrémité de rayon le plus petit. Il faut donc, qu’en ce point, la distance entre deux
pistes soit de 0.2 mm (limite minimale imposée par la technologie). L’écart angulaire minimum

noté A est donc fixe par cette contrainte et s’obtient a partir de la relation suivante :

Wi min = [O(-RZ = (N =1).(Wj min * Wpar) ~Wpar| A

Avec :

Winmin : espace isolant minimum entre deux pistes imposé par la technologie a 0.2 mm

Wpan  : largeur des pistes des tétes de bobines

Alors :

ra

W,

"R - (). (Wi + Woan ) — Wi,

a- Allure de la force magnétomotrice

Les représentations suivantes sont obtenues pour n = 13 spires (nombre de spires choisies

pour la réalisation du prototype).

15

10 -

ampeéres-tours (A)
o

-10 4

-15

10 20 30 40 50 60 70 80

Fig. 2.2.7 :

angle mécanique (°)

Force magnétomotrice théorique pour n = 13 spireset | =1 A
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Fig. 2.2.8 : Masque de gravure pour n =13 Fig. 2.2.9 : Réalisation
spires

b- Allure de la force électromotrice induite

Aprés avoir maitrisé la forme de la force magnétomotrice, il peut étre intéressant d’observer
I’allure de la force électromotrice obtenue avec un tel bobinage. Le calcul de cette f.e.m. a vide
est développé a partir de I’analyse semi-analytique 2-D présentée au paragraphe 2.4.

fe.m. (V)

temps (ms)

—— mesure

Fig. 2.2.10 : Allure expérimentale de la f.e.m. a vide
(lg= 2A, vitesse = 3000 tr/min, entrefer = 10 mm)
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Fig. 2.2.11: Spectre de la f.e.m.

Le spectre de la f.e.m. mesurée (Fig. 2.2.11) présente une faible harmonicité. Les
ondulations de couple, avec notre bobinage, seront donc trés faibles.

2.3 Résistances du bobinage

2.3.1 Définition des paramétres

Nous allons ici définir les paramétres géométriques de la machine que nous utiliserons lors
de la modélisation.

Y : volume du moteur (m?)
R1 : rayon de fond d’encoche (m)
R : rayon extérieur du disque (m)
Ra : rayon intérieur du disque (m)
Re : rayon extérieur du bobinage inducteur (m)
he : hauteur d’entrefer (m)
hm : jeu mécanique axial total (m)
hg : épaisseur des disques (m)
A : longueur des tétes de bobine de I’induit (m)
n: : nombre de spires/pole/couche de I’induit

N : nombre de spires de I’inducteur

Ne : nombre de couches/phase

N : nombre de spires/phase (N = 2p.n.nc)

Nem : nombre maximum de couches /phase

p : nombre de paires de pble

a : rapport des rayons R; et R, (a=R1/Ry)
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O, : rapport des rayons R, et R
Oe : rapport des rayons R et R,
B . ouverture dentaire des disques rotoriques
R R R
a=—1| (23.1) a, =—2& (2.3.2) O =—&|  (2.3.3)
Ro R) R
Kt . coefficient de remplissage en cuivre de I’inducteur
Kra : coefficient de remplissage en cuivre de I’induit
Wt - largeur de piste de I’inducteur
Wpc  : largeur de la k'™ piste d’une spire de I’induit au rayon moyen
Wi : largeur de piste pour les tétes de bobine de I’induit
Wimin : largeur d’isolant minimale imposée par la technologie
€p : épaisseur des pistes
vilanl demerhe
disques
boumants bobinage indoestenr fome
supgort &1 abmentation
I:FIZII-:( e L R R . r-mi- ”,"" f
| B bobinage e l'ndut
i EII‘E
Vol
. 1 dinertie
ENCENIE
3o Fide

e e robation

Fig. 2.3.1 : Représentation du moteur/générateur intégré au volant d’inertie
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Fig. 2.3.2: Vue en coupe du moteur/géneérateur et définition des parametres géométriques

Les principales données géometriques du prototype qui serviront a la modélisation (hors
bobinage) sont :

e Ry;=01m
e a=05

e 0,=02
e a,=038

* he=10mm

e e =03mm

e Wy=125mm
* W;=05mm

* ng=96 spires

e n= 13 spires

Pour le calcul des résistances en continu de I’induit et de I’inducteur nous aurons a
connaitre les dimensions relatives au bobinage. Compte tenu de la technologie utilisée, le calcul
précis de ces résistances s’avere assez délicat. L’ imprécision de la technique de gravure due a une
attaque chimique non uniforme sur tout le bobinage influence fortement la valeur de la résistance
calculée. La largeur des pistes obtenue aprés gravure est plus faible que sur le masque de gravure
et sur I’épaisseur de la piste I’attaque chimique est plus importante au niveau de I’époxy (cf.
Fig. 2.3.3). Par exemple, la largeur des pistes aux tétes de bobines fixée a 0.75 mm sur le masque
de gravure ne valait plus apres gravure que 0.55 mm en moyenne et sur le dessus entrainant une
erreur de 20%. L’écart entre ces méme pistes fixé, en théorie a 0.2 mm, valait en moyenne 0.4
mm. Le tableau, ci-aprés, indique les différentes dimensions théoriques imposées par le graveur
pour le dessin du masque de gravure et les dimensions pratiques obtenues apres gravure et
retenues pour les calculs.
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Théorie Pratique
Epaisseur des pistes (ep) 0.3 0.3
Largeur minimale des pistes (W, min) 0.75 ~0.55
Ecart entre pistes (W;) 0.2 ~0.5

Tab. 2.3.1 : Dimensions caractéristiques du bobinage en mm

Concernant I’effet de I’attaque chimique sur I’épaisseur de la piste il est possible de la
modéliser par une linéarisation de la maniére suivante. La surface perdue représentee par les
surfaces grisées, s’exprime :

ABBC

AS=2. = ef.tany (2.3.4)

La section réelle devient :

Sk =ky(Wy.ep) (2.3.5)
Avec
en.tan
ky :{1— P y} (2.3.6)
Wp

En pratique, I’angle y est d’environ 20°.

‘ Wp ;
A
A

| |

} conducteur }

- |

{B Fig. 2.3.3 : Vue en coupe d’un conducteur

y époxy apres attaque chimique

__,J\

2.3.2 Modeéle résistif continu du bobinage inducteur

Pour le bobinage inducteur, on dispose d’une surface utile en forme de couronne
représentée figure 2.3.4. L’expression de la résistance calculée en continu et a partir de la spire
moyenne s’écrit :
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Imoy

Rf = p.ng. (2.3.7)
Avec :
Imoy = TR, (de +0y,) (2.3.8)
L’expression de la résistance s’écrit :
Tp.Ro.(0, +

€p Wpt

Cependant, cette relation n’existe que si I’inégalité suivante (encombrement limité) est
respectée :

nf.Wpf N N¢ N
3.n¢

1J.Wi <(op-ay)Ry (2.3.10)
3.n¢

piste
inducteur

Fig. 2.3.4.a: Exemple de masque de gravure Fig. 2.3.4.b : Définition des dimensions
concernant la partie inducteur relatives au bobinage inducteur

Théorie (p =2.10%)  Mesure (en continu)
R (Q) 0.83 0.9

Tab. 2.3.2 : Valeur de la résistance en continu de I’inducteur a 20°C

Le coefficient de remplissage, défini comme le rapport du volume total de cuivre sur le
volume total occupé par le bobinage inducteur, vaut pour ce cas particulier :
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Ky =0.36 (2.3.11)

2.3.3 Modéle résistif continu du bobinage de I’induit

Le calcul de la résistance R, peut étre vu comme la somme des trois résistances suivantes :

Fact : résistance de la partie active du bobinage
Fext : résistance des tétes de bobines extérieures
Fint : résistance des tétes de bobines intérieures

Compte tenu de la forme tres particuliére du bobinage de I’induit, le calcul exact de la
résistance en continu peut s’aveérer lourd et fastidieux. Le fait d’étre en présence de spires a pas
raccourci dont la progression de I’ouverture ne suit pas une loi linéaire (loi en arcosinus) et dont
la section des conducteurs (pistes) actifs est variable radialement ne permet pas d’approximer de
facon suffisamment précise la valeur de la résistance électrique a partir du calcul de la résistance
de la spire moyenne équivalente. Néanmoins, un calcul approché assez simple peut étre propose.

Dans le cas géneral, le calcul de la résistance s’effectue a partir du calcul des pertes Joule.
Dans un élément de volume dV, I’élement de pertes dp; exprimé dans un repere de coordonnées
cylindriques s’écrit :

dp; = pJ?(r).r.dr.dedr (2.3.12)

R2.

Fig. 2.3.5: Conducteur actif elémentaire et ses dimensions

a- Résistance due aux parties actives

Pour un conducteur actif d’indice k et d’ouverture angulaire 2.6y, I’expression 2.3.12
devient :

0k R2
Py =pep. | ) Jz(r).r.dr.de (2.3.13)
-0k OR>
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Avec :

I I
Hr)= = 2.3.14
) rep.sin(6y) rep.Hy ( )

On trouve donc pour un conducteur actif d’indice k:

2p 1
r = n| = 2.3.15
act k ep-ek (O(j ( )

L’ouverture angulaire du conducteur k s’écrit en fonction des angles 6y, et 6y donnees par
les expressions 2.2.1a2.2.3:

0, =& K (2.3.16)

Pour une phase de I’induit, on obtient finalement:

4.p.n; (1) n 1
Fact = =y —= (2.3.17)
ok k=1ke ~ Bk

b- Résistance due aux tétes de bobines

La section des conducteurs constituant les tétes de bobines étant choisie constante, la
résistance d’un conducteur d’indice k s’écrit simplement :

|
fext k = p-gk (2.3.18)

Avec :

* l: lalongueur du conducteur d’indice k
» S:lasection du conducteur d’indice k

Ona:

S =e, Wy (2.3.19)
Et:

I = [Rz +(N =K).(Wj min +Wp) )] 2.8 pour les tétes de bobines extérieures (2.3.20)
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Ik =|R2 +(n =K).(Wj min+Wp) )] 2.0, pour les tétes de bobines intérieures (2.3.21)

Finalement, on trouve :

4.p.ng n
fext =7 — 2 Ok -[Rz +(n—k).(W; -W )\)] (2.3.22)
ex ky.o.ep.Wp;\ et e i p
4.p.n n
fint =21 3 B [R5 = (1= K).(W; = W) (2.3.23)

ky.0.p.Wpy =1

Les mesures effectuées pour notre bobinage comportant 13 spires par pdle par phase et par
couche (n=13) révele un écart de 2% avec la theorie. Le calcul théorique ayant été effectué a
partir des valeurs corrigées des dimensions caractéristiques du bobinage (cf. Tableau 2.3.1). Un
calcul a partir des dimensions non corrigées présente un écart de 20 % environ avec la valeur
mesurée.

Théorie Pratique

Résistance d’une phase de I’induit

(pour n = 13 spires) 8.4 Q 8.6 Q

Tab. 2.3.3 : Valeurs de la résistance d’une phase de I’induit

15 8
= [= —e— partie active
é 10 | @ 6 1| —=—tétes de bobines int.
g 8 4 —— tétes de bobines ext.
S 5 g
2 2 2
g 8
O T T T T T T T T T T T T T T 0 T T 1 T T T T T T T T T T
012345678 9101112131415 123 456 7 8 9101112131415
nombre de spires nombre de spires
Fig. 2.3.6 : Résistance totale par phase en Fig. 2.3.7 : Résistance par phase des différentes
fonction de n estimée par un calcul approché parties du bobinage

A rayon extérieur et nombre de paires de pdles donnés, il existe un nombre de spires limite
au dela duquel la croissance de la résistance totale d’une phase devient tres importante. Dans
notre cas cette limite se situe autour de 12 spires.

Pour notre prototype (n = 13 spires), ou la contrainte d’encombrement nous a imposé
d’utiliser la section minimale pour les conducteurs des tétes de bobines (Fig. 2.3.8), la résistance
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due aux tétes de bobines représente environ 55 % de la résistance totale (40 % dus aux tétes de
bobines extérieures et 15 % dus aux tétes de bobines intérieures). Dans la version finale, intéegrant
le moteur/générateur et le volant d’inertie, I’augmentation de I’espace réservé aux tétes de
bobines extérieures permettra, par un élargissement des pistes, de réduire de fagon significative
leur résistance.

Espace réseng aux
= tétes de bobines extérieures

Fig. 2.3.8 : Prototype vu de dessus avec son
bobinage (L’espace réservé aux tétes des
bobines est réduit et limité par le support

extérieur)

2.4 Modéle inductif

Le calcul précis des inductances d’un actionneur électromécanique est necessaire,
notamment lorsque que I’on souhaite effectuer une optimisation de sa géométrie. Par exemple, la
connaissance des inductances propres et mutuelles en fonction de la position du rotor permet le
calcul du rapport de saillance. Si I’utilisation du calcul analytique est simple et permet I’obtention
rapide d’un résultat pour les machines a petits entrefers, il perd de son efficacité lorsque les
entrefers augmentent comme c’est le cas notamment pour notre structure. Au cours de ce
paragraphe, nous commencerons par rappeler les hypothéses a satisfaire dans le cas d’une
modélisation purement analytique en appliquant le principe au cas des structures classiques de
machines tournantes a champ radial dans I’entrefer a pbles lisses puis a p6les saillants. Si cette
approche complétement analytique donne alors des résultats satisfaisants, nous montrerons dans
un second temps qu’une modélisation semi-analytique fondée sur I’utilisation des perméances
surfaciques d’entrefer est nécessaire pour un calcul correct des inductances de notre actionneur.
Une modélisation semi-analytique se préte particulierement bien, en terme de temps de calcul, a
une optimisation utilisant un algorithme génétique.

Le calcul d’une inductance, propre ou mutuelle, peut étre traité de deux fagons différentes.
Elles consistent a passer par :

v"un calcul de flux
v'un calcul d’énergie

L approche développée ici, utilise la premiére méthode. Seul le calcul des inductances
relatives au flux circulant dans les tétes de bobines intérieures sera traité par un calcul d’énergie.
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Le calcul direct du flux embrassé par une bobine (par un calcul intégral) est habituellement la
méthode la plus utilisée. Cette démarche est particulierement bien adaptée aux cas ou le parcours
des lignes de champ est clairement défini comme dans le cas des machines a entrefer constant.
L application du théoreme d’Ampére est alors simple puisque les lignes de champs sont réparties
radialement et de facon uniforme le long de I’entrefer (ce qui n’est vrai en toute rigueur que si la
perméabilité du fer est infinie devant celle de I’air). Tous les cas seront étudiés en considerant des
caracteristiques magnétiques lineaires.

2.4.1 Machines cylindriques a entrefer constant (Cas élémentaire d’une machine a une encoche
par pble et par phase)

Il s’agit du cas le plus simple. Lorsque I’entrefer est petit et I’effet des encoches
négligeable, le parcours des lignes de champ est parfaitement connu et le calcul analytique donne
des résultats tout a fait corrects. Prenons le cas ou I’induction créée dans I’entrefer par I’inducteur
est de type créneau. Dans I’hypothése ou la perméabilité du fer est infinie (W = o), les lignes de
champs sont parfaitement radiales et réparties de fagon uniforme dans I’entrefer. L application du
théoréme d’ Ampere le long du contour I" lorsque I’induit n’est pas alimenté est alors simple (Fig.
2.4.1).

On note Wy, I’épaisseur d’entrefer et Ws celle de I’aimant. Alors I’équation de la droite de
charge s’écrit:

He Wi

Hagw =~ (2.4.1)

A axe de réf

La relation liant I’induction Bs et le
champ H¢ dans I’aimant s’exprime avec
Bk le champ rémanent :

Bf =pHs +Bg (2.4.2)

Dans I’hypothese ou les fuites sont
faibles, alors les inductions dans
I’aimant et dans I’entrefer sont égales et
le point de fonctionnement est défini tel
que :

Ws

BagM = BR' (243)

Fig. 2.4.1 : Machine a pdles lisses élémentaire

En toute rigueur I’induction B, calculee est I’induction moyenne sur le trajet AB. En
premiére approximation donc, le calcul de I’induction reste précis si les lignes de champs sont

-52 -



CHAPITRE 2 Modélisation et dimensionnement du moteur/générateur

parfaitement radiales et paralléles donc si W,g est petit devant le rayon et si les effets dus aux
encoches sont négliges. En introduisant la fonction notée recty,(8) de périodicité 2rvp (Fig.
2.4.3), I’expression de I’induction dans I’entrefer en fonction de la position du point M s’écrit :

Bag

BagMm

2.ug.Hs W ( 1) g
Byg(0) =| ———— || rect 0-06g )=
ag() [ Wag + W Tr/p( R) 2

0
(2.4.4) -1/ 2p Tt/12p
Généralement, I’expression de I’induction - Bagv

est représentée sous la forme d’un produit de

deux fonctions dans lequel apparait la notion de

perméance superficielle d’entrefer notée P . Fig. 2.4.2 : Répartition de I’induction Byg
dans I’entrefer

Dans le cas d’une machine a pbles lisses, la perméance superficielle est constante, aux
effets d’encoches pres, et I’on peut écrire :

Ho 1
Ps©) =| ——— 2.45) et |Ef(8) =2.Hs Wk | rect 0-06Rr)—— 2.4.6
5(0) [Wagwf] (2.45) £(8) =2.Hy f( wp(6-6r) 2) (246)
A A -
| 7€Cr/p (8) 1 tripp(8)
-1t/ 2p +11/ 2p "6 -m/p +1/p
Fig. 2.4.3 : Définition de la fonction rect. Fig.2.4.4 : Définition de la fonction tri.

Si I’on note ¢, le flux embrasseé par la spire de la phase " a" et produit par I’inducteur,

alors dans le cas genéral d’une machine a p paires de pdles, le flux en fonction de la position du
rotor s’écrit :

bas(OrR)=P [ 2Py En {rectn,p(e—eR)—ﬂL.R.de (2.4.7)
-1/ 2p

Qui s’écrit aussi sous la forme :
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+00 T/ 2p de
Oaf (Br ) =2p.Pso Em-R.L| [rectyy,(8). recty,(6-65)do~ | = (2.4.8)
—o0 -1/ 2p

Le premier terme de I’expression 2.4.8, laisse apparaitre un produit de convolution de deux
fonctions rectangulaires de méme ouverture. Le résultat d’un tel produit donne une fonction
triangulaire de périodicité 21vp (cf. Fig. 2.4.4):

. 1
daf (Or )= PsO-Em-ZnR-L-{t”Zn/p () _E} (2.4.9)
2 0,3
~ 1? :r"“ N ll\h\ 02
SIS -
g 0 T T s 0 T T
S 05 90 180, 270 360 3 9 80 270 360
R e )T 2 01
-1,5 1 | 1 -0,2 1
2 -0,3
position ( °) position du rotor (°)
——calcul EF-2D —— calcul analytique ——EF-2D —analytique X analytique corrigé

Fig. 2.4.5 : Induction de la machine bipolaire  Fig. 2.4.6 : Flux théorique et calculé par E.F.
a 1 encoche/p6le/phase

En toute rigueur, I’entrefer pour les machines a encoches n’est jamais completement
constant. La présence d’encoches modifie localement I’épaisseur de I’entrefer. Les résultats
obtenus montrent que le flux obtenu par le calcul par éléments finis est 1égérement inférieur (de
15% environ) a celui obtenu analytiquement (voir figure 2.4.6). Cette différence est en général
corrigée efficacement en introduisant un coefficient de Carter [Car_1900]. Celui-ci vaut pour

cette application 1.15. Donc malgré les approximations faites (effet d’encoches) les résultats
obtenus sont valables.

2.4.2 Machines cylindriques a pdles saillants

La machine représentée Fig. 2.4.7 est une machine synchrone a aimants permanents et a
poles saillants. Toujours dans le cas élémentaire d’une machine bipolaire a une encoche par péle
et par phase, le calcul de I’inductance mutuelle entre le stator et le rotor peut s’effectuer de la
méme maniére que dans le cas précédent.
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AdXe de ref

stator

Fig. 2.4.7 :Machine synchrone a aimants permanents a reluctance

En fonction de la position du rotor et a partir de la fonction rectg (définie Fig. 2.4.3), le flux
créé par les aimants et embrassé par la phase "a" s’écrit :

i/ 2p

dar (Br)=p. | PsoEm [rectp(6-0g)-rectg(6-B4 ~6g)). L .R.d (2.4.10)
-1t/ 2p

Dans ce cas, les deux fonctions perméance superficielle et force magnétomotrice
s’écrivent :

+ Ef(BR) = Hy. W [rects (0 - ) -~ rectp (8 + 6g)) (2.4.11)
o Pui(Br) = W[rectﬁ(e —BR) +rectg(6+6g )] (2.4.12)

Le résultat donne des courbes d’allure connue mais dont I’expression analytique n’est pas
simple. Pour une formulation complétement analytique du probléeme, les fonctions normalisées
rect. peuvent étre décomposées en série de Fourier. Dans ce cas, le calcul du flux s’exprime
comme la combinaison linéaire des différents flux harmoniques (dans I’hypothése d’un
fonctionnement en régime linéaire).

La encore, I’effet des encoches se traduit par une diminution du flux maximum (Fig.
2.4.10). La simple introduction d’un coefficient de Carter (constant) suffit & corriger cet écart.
Pour I’application utilisée le coefficient de Carter vaut 1.12.
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el Largeur de I’isthme d’encoche: 12.2mm

R =70 mm
Wy =1mm
Wi =13.8 mm
B =48°
Br=10%o T
Fig. 2.4.8 : Carte du champ inducteur
calculée par éléments finis
15 0,08
L AA
5 ) o 00
~ 0]5 a o]
g S
2 0 N’ 0,00 T T T T
3 T T T >< 1\
= 0 90 180 270 360 =) 0 60 120 180 240 300 360
S 05 = 0,04 -
= 4] us
LA i
15 0,08
position ( °) position ( °)
—calcul EF-2D — calcul analytique ——EF-2D ——analytiqgue X analytique corrigé

Fig. 2.4.9 : Induction idéalisée et calculée par Fig. 2.4.10 : Flux théorique et calculé par E.F.
E.F.

2.4.3 Notion de perméance superficielle

Le calcul d’un flux peut donc étre écrit sous la forme d’un produit de deux fonctions. La
force magnétomotrice et la perméance superficielle (aussi appelée perméance surfacique). Nous
venons de montrer que dans le cas des machines cylindriques a champ radial, la perméance
superficielle peut étre approchée par des fonctions de type créneaux. Cette approximation est
valable pour les machines a pbles lisses et pour les machines a péles saillants. En revanche, dans
certaines configurations (machines discoides par exemple) ou les entrefers deviennent importants,
le parcours des lignes de champ n’est plus aussi clairement défini et la perméance superficielle
qui leur est associée ne peut étre obtenue qu’avec I’aide d’un calcul par éléments finis. Avant
d’aborder le calcul des inductances d’une machine discoide, revenons sur la notion de perméance
superficielle.
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On définit Pgj, la perméance superficielle vue par la bobine "j* au point Mj (de
coordonnées ry, By et o), lorsque la bobine "i" est alimentée. Alors, d’une maniere générale, la

perméance superficielle Pg;; est définie en un point donné de I’entrefer de coordonnées (ro, 8o, Zo)
par la relation suivante :

Py (80) = dij“(go) (2.4.13)

Ou djj(Bo) représente la distance AB de la ligne de champ crée par la bobine "i" qui passe
par le point Mj (voir Fig. 2.4.10). Dans le cas de petits entrefers d’épaisseur W,y constante, tous
les trajets sont rectilignes et la perméance superficielle vaut ([o/Wag).

di0g) =AB -1
ligne de champ ; = -
arbitraire

JF 7777777 7)< fffff bobinej‘

+ ,,,,, H‘ ,,,,,,, — pobine i\ Fig. 2.4.10 : Schéma illustrant la
méthode de détermination de la
,,,,,,,,,, FXA R perméance superficielle

Le calcul de la perméance superficielle d’entrefer est effectué de la maniére suivante (cf.
Fig. 2.4.11). L’induction dans I’entrefer est calculée pour une position quelconque du rotor par
éléments finis le long d’un trajet circulaire choisi dans le plan du bobinage et au rayon moyen. Si
I’on note By, I’induction dans le bobinage "2" créée par la force magnétomotrice E; du bobinage
"1", alors la perméance Pg;, S’écrit :

Ps2(0-6Rr) = % (2.4.14)

L’induction peut étre, a priori, créée par une force magnétomotrice de répartition
guelconque puisque la perméance superficielle est indépendante de celle-ci (I’hypothese d’un
régime de fonctionnement linéaire magnétique est ici toujours vérifiée). En revanche, il est
souhaitable de lui choisir une forme simple et bien adaptée a I'opération de division. Pour cette
raison, il semble que le choix d’une force magnétomotrice a répartition triangulaire donne les
meilleurs résultats.

Les effets de pointes dus a la proximité des disques sont pris en compte par le calcul par
éléments finis puisque la position selon I’axe z du bobinage est paramétrable.
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Bolt_Jinage, i géométrie
alimente he B, ...
nducteur

induit

Position £, (8)=tri,. - (6) =F.2D B2 (6r) | | Psi2
= N e R7
selon z ! 2n/p Calcul de Bi2 E, () S.F.

Position du
bobinage 2

Fig. 2.4.11 : Organigramme de calcul des perméances superficielles

E,1(6) = cste

2.4.4 Machines de type discoide

Notre machine est constituée d’un bobinage sur support amagnétique. Dans une telle
configuration, I’épaisseur de I’entrefer devient importante et le calcul de la répartition de
I’induction devient alors beaucoup plus compliqué.

En ce qui concerne la force magnétomotrice créée par une couche du bobinage de I’induit,
la répartition des conducteurs a été calculée de maniére a ce qu’elle soit la plus sinusoidale
possible. La figure 2.4.12 montre, pour deux péles, I’allure de la force magnétomotrice théorique.
Cette répartition des conducteurs sur I’époxy est créée lorsque I’ouverture des spires de chaque
pole suit une loi d’évolution en arcos (cf. paragraphe 2.2.3).

15
10 -

< 7
e 0
£ 45 90
“ 5

10 - Fig. 2.4.12 : Allure de la f.m.m.

théorique produite par une couche du
-15 bobinage induit
angle mécanique (°) (p=4etn=13 spires)
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En premiere approximation, la force magnétomotrice produite par une couche (n. = 1)
s’exprime :

E, () =n.l, cos(pB) =E, cos(ps) (2.4.15)

a -Allure de I’induction dans I’entrefer

La définition du motif élémentaire 2-D ainsi que sa validation ont été présentées au
paragraphe 2.1.2. Nous rappelons donc ici, uniquement la forme de ce motif avec le tracé des
lignes de champ créées par I’inducteur obtenu par éléments finis ainsi que la représentation de la
répartition de I’induction dans I’entrefer (Fig. 2.4.13.a et 2.4.13.b).

.!_\

o

o

o

induction normalisée
o
o N SN » (00) = N
Il Il Il Il Il

5 10 15 20 25 30 35 40 45

position (rad)

o

Fig. 2.4.13.a : Induction normalisée dans I’entrefer ~ Fig. 2.4.13.b : Motif élémentaire
calculée par éléments finis 2-D, au milieu de I’entrefer 2-D
(z=0)

b- Calcul de I’inductance mutuelle entre bobinage inducteur et bobinage de I’induit
L expression du flux est obtenue en additionnant les flux des spires élémentaires. A partir

du principe énoncé au paragraphe 2.4.3 utilisant la série de Fourier de la perméance surfacique,
notée Pqs,, le flux embrassé par un pdle nord de la phase "a" s’exprime :

n R2 +Yk
(Dfa_ N(GR) =3 . j IPSfa (G—GR) . Ef .r.dr.de (2416)
k=1 a.R2 -yk

On rappelle que la perméance est calculée par éléments finis pour une ouverture dentaire
donnée et pour une position donnée selon z de la phase "a".

Avec :
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+00
* Puta(®R)=Pyta0 * X Pytan-coshp (6-6g) (24.17)
* Ef :EfO =nf.lf =cste (2418)

Pour un pole sud, le flux peut s’écrire :
Tt
Py s(OR) = _CDfa_N(GR +Ej (2.4.19)

Le flux calculé analytiquement (voir annexe A), a partir de la relation 2.4.16, ne tient pas
compte du flux embrassé au niveau des tétes de bobines. Le flux mesuré déduit de la f.e.m. a vide
sera donc en pratique légerement supeérieur au flux calculé mais cet écart sera dd uniquement au
flux traversant les tétes de bobines extérieures. Le flux circulant dans les tétes de bobines
intérieures est constant (entrefer constant) et ne créé donc pas de f.e.m. induite. D’autre part,
parce que la perméance superficielle décroit tres rapidement au niveau des tétes de bobines
extérieures, on peut considérer le flux dans les tétes de bobines extérieures comme étant
négligeable devant le flux embrassé par la surface des spires située sous la partie active.

Finalement, la mutuelle inductance entre I’induit et I’inducteur est donnée, aprés calcul
(annexe A), par de la relation 2.4.20.

n +o00
Mg, (GR)= 2.p.n¢c.n¢ .R%(l—az) >y %.sin(h.p.yk).cos(h.p.eR) (2.4.20)

k=1 h=1

Ce modele semi-analytique est appliqué a notre prototype. Pour différentes hauteurs
d’entrefer et pour les trois phases de la machine situées a des hauteurs différentes dans I’entrefer,
les résultats obtenus expérimentalement ont validés, moyennant des écarts inférieurs a 10 %,
I’expression 2.4.20. On remarque, en outre, que I’amplitude de la f.e.m. induite est parfaitement
proportionnelle au courant inducteur (de 0 a lgv).

La figure 2.4.14 montre les allures théorique et expérimentale de la f.e.m. dans le cas
particulier d’un entrefer de 10 mm et pour une position centrale de la phase "a" (z = 0).

6 - —calcul

4 1 ——mesure

f.e.m. (V)

20 1 2 3 4 5 Fig. 2.4.14 : Force électromotrice
4 mesurée et calculée

6 1 (€ =3000 tr/min, If =2 A,
entrefer = 10 mm)

temps (ms)
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Ce relevé, par la concordance des courbes en forme et en amplitude valide donc le modele
proposé (seuls les 11 premiers harmoniques ont été considérés). L’écart d’amplitude entre le
résultat théorique et celui obtenu par la mesure est de I’ordre de 3% seulement malgré les
approximations faites (modélisation 2-D au rayon moyen et flux dans les tétes de bobines
extérieures négligé). On donne au tableau 2.4.1 les amplitudes maximales de la mutuelle
inductance obtenue par calcul et par la mesure.

théorie mesure
Mt m 3.1 mH 3mH

Tab. 2.4.1 : Comparaison entre les amplitudes mutuelles mesurée et théorique
A titre indicatif, toujours pour une hauteur d’entrefer de 10 mm et pour la phase "a" située a
z = 0, la répartition théorique du flux en fonction de la position du rotor est tracée figure 2.4.15.
D’aprés son tracé, on peut écrire :

Mfa (GR) = MfaM.cos(p.GR) (2.4.21)

Mfa (mH)
o

position ( °)
Fig. 2.4.15 : Mutuelle inductance inducteur/induit théorique (entrefer = 10 mm)
La figure 2.4.16 représente I’évolution théorique de I’amplitude du coefficient de mutuelle

inductance en fonction de I’arc dentaire des dents du disque rotorique, notée [3, et pour une
épaisseur d’entrefer de 10 mm.

4

N W
I I

MfaM (mH)
'_\

o

- T Fig. 2.4.16 : Evolution de la mutuelle
0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 jnducteur/induiten fonction de I’arc
arc dentaire ( °) dentaire des disques rotoriques
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Il est bien sOr possible de calculer la valeur du couple synchrone maximum a partir de

I’expression 2.4.23. Si Y est I’angle d’autopilotage, I’expression du couple synchrone s’écrit
« classiquement » :

Cq =gp.MfaM.lf.la.coqu (2.4.22)

Appliqué au prototype étudié, le couple synchrone maximum (pour =0, ;=5 A et I,y =
2.9 A) vaut:

Comax = 0.25 Nm (2.4.23)

c- Calcul des inductances propres du bobinage de I’induit

Le méme principe est cette fois-ci utilisé pour le calcul des inductances propres de I’induit.
On s’intéressera, ici, uniqguement au calcul de I’inductance de la phase "a" située a mi hauteur
d’entrefer (z = 0). Pour les phases "b" et "c"”, seules changent les perméances superficielles.

Pour la phase "b", Pgy, est calculée a la hauteur z, et pour la phase "c”, P est calculée a la
hauteur z..

L’ expression du flux propre d’un pdle nord de la phase "a" s’écrit :

n R2 *yk
®aga NOR) = X . [ . [Psa(®-6g). E,(8).r.drdd (2.4.24)
K=l a.R2 -yk
Avec :
+o0
* Paaa (eR ) = Psaao + hz_:lpsaah .cosh.p (6-6R) (2.4.25)
 E; (8)=nc.nl,.cos(p.6) (2.4.26)

Aprés calcul (voir annexe A), I’inductance propre totale s’écrit:

_ 2 02 m_ 2y :
Laa(Br) =n¢.nR5.(1-a ).kz_l[Z.Paaosm(p.yk)]

n o sin(h +1)p. sin(h =1)p.
n2nR3.01-a2) ¥ ZPsaah-cos(h-p-eR)[ (h+2p.yy | sin( )pvk}
k=1 h=2 h+1 h-1

(2.4.27)
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Calcul de I’'inductance propre de I’induit relative aux tétes de bobines intérieures

Pour une connaissance plus précise de I’inductance propre totale, il est possible de calculer
simplement I’énergie stockée au niveau des tétes de bobines intérieures car I’entrefer dans cette
zone y est constant. On suppose I’énergie stockée dans les tétes de bobines extérieures
suffisamment faible pour la négliger. Si I’on note La,s I’inductance relative a cette zone, alors :

Wiag = j‘%‘) H2.dv = %.Laac.ug (2.4.28)
\"

En premiere approximation, on peut supposer les conducteurs dans les tétes de bobines
concentriques et tous d’ouverture égale a I’ouverture polaire. Dans ce cas, le champ H
(Fig.2.4.17.b) s’exprime simplement sous la forme :

nnel r—og.Rsp

H(r) = (2.4.29)

lignes de finite

e e i
S I'I I ..__.-' -.] SRR | - "

de bobine extgrieure et R ——pF
g¥ersée par un flux trés faible

AR, -
e e Y e A
A :'-’--.-"—L |
T | 7
e R Pot#es de bobing
e S :

L
, .

e 1.11 Blr)

téte de bobine intérieure située he | ; : -
sous les disques rotoriques 1 '

Fig. 2.4.17.a: Vue des téte de bobines Fig. 2.4.17.b : Lignes de fuite et champ dans
les tétes de bobines

On montre que :

1 3(ap)
2 2024 ala) "
2.TYg.ng.n“.R
LaaozZ.p{ Ho - 2} 5 (2.4.30)
e ae
1-—%=
%)
Apreés calcul, on obtient pour le prototype:
Laag = 0.2 mH (2.4.31)
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D’apres les résultats obtenus lors du calcul de la mutuelle inducteur/induit, nous pouvons
considérer le flux embrasse par les tétes de bobines extérieures négligeable devant le flux total.
La mesure est effectuee, a I’arrét et pour différentes positions du rotor, en injectant dans le
bobinage (phase a) un courant sinusoidal basse fréquence a 5 Hz et d’une amplitude de 1A.
L’inductance est donnée par un impédancemeétre de précision et identifiée a un modele série.

~ 35
T
E
(5]
S 3,0
o
o
[¢D)
[&]
S 25
S
>
=)
[
= 2,0 T T T T T T T T
0 5 10 15 20 25 30 35 40 45
position ( °)
——calcul —¥—mesure a 5 Hz

Fig. 2.4.18 : Inductance propre calculée et mesurée a 5 Hz (entrefer = 10 mm)

Les résultats (Tab. 2.4.2) obtenus sur I’inductance moyenne (Laa moy) et sur la saillance (Laag
— Laag) SONt satisfaisants et prouvent encore une fois la validité de la modélisation utilisée.

I—aa moy Laad B Laaq
Calcul 2.83 mH 0.47 mH
Mesure 2.85 mH 0.5mH
Ecart 0.7 % 6 %

Tab. 2.4.2 : Comparaison entre inductances mesurée et théorique

T 06 T 35
£ £
0.4 ~ 3

g >

ot o
-1 02 e 25

! o
Ee]

% 0 i T T T ﬁ 2 T T T T 1
- 9 10 11 12 13 9 10 11 12 13

entrefer (mm) entrefer (mm)
—e—calculs —#— mesures a 5 Hz —e— calculs —®— mesures a5 Hz
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0,4 3
T . T 28
E 031 E .6
4
3 02 > 24— |
T T4 S
- - 22
0,1 T T T 2 T T T
0 1 2 3 4 0 1 2 3 4
position (mm) position (mm)

Fig. 2.4.19 : Evolution des inductances propres avec la position dans I’entrefer et la hauteur
d’entrefer

‘—X—Ld mH ——LqmH

inductance (mH)

O T T
10 100 1000 10000
fréquence (Hz)

Fig. 2.4.20 : Effet de la fréquence sur la valeur des inductances propres

Les figures précédentes (Fig. 2.4.19) montrent que la modélisation est suffisamment précise
pour étre sensible & la variation de I’entrefer et a la position de la galette dans I’entrefer. Les
mesures presentées ici ont eté effectuées a 5 Hz pour s’affranchir des effets dus a la fréquence
(Voir Fig. 2.4.20). Un systeme de jeu de cales magnétiques permet d’obtenir sur notre prototype
une hauteur d’entrefer réglable pour effectuer ces différentes mesures.

d- Calcul de I’inductance mutuelle entre phases de I’induit

L’expression du flux embrasse par une couche d’un pdle nord de la phase "a" et créé par la
phase "b" s’écrit :

0
n Rz “pt

Pap NOR) = 2. | . [Pup(®-8g). E4(6).rdrde (24.32)
k=1 0(.R29

b

Avec :
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Bb+ = yi + 2173p (2.4.33)
Bb- = -yi + 2T73p (2.4.34)
Et:
+00
* Pyp(Or) = Psapo + hzzllPsabh.cos hp (6-6R) (2.4.35)
* E,(B) =n,.n.l, cos(p.6) (2.4.36)

On peut exprimer I’inductance mutuelle entre la phase "a" et la phase "b" et pour une force
magnetomotrice sinusoidale:

n -
Map BR) = ~n¢.NR3(L=0%).Prgpo. Lin(pvi)

n o« sin(h +1)p.
#ninR3Q-a®)x . Psabh-%.cos(h.p.em

n o sin(h =1)p. IJt
—ng.n.R%(l—az).Z Y Psabh.w.cos(h.p.epz +-)
k=1 h=2 h-1 3

(2.4.37)

Concernant le flux circulant dans les tétes de bobines intérieures, si I’on considére que le
couplage entre les deux bobinages est parfait, il est possible de déduire I’inductance relative aux
tétes de bobines intérieures a partir de I’expression Lg,. Si la distribution des conducteurs crée une
répartition sinusoidale de la force magnétomotrice et que le déphasage entre phase est de 2173,
cette inductance peut s’écrire :

L
Mapo = ~=2¢ (2.4.38)
L’inductance mutuelle My,’ totale devient :

: L
Map (Br) =My (BR) - azac’ (2.4.39)

Le terme supplémentaire dd au flux embrassé par les tétes de bobines intérieures représente
environ 2 % de I’inductance mutuelle moyenne.

L’inductance mutuelle est mesurée a partir de la mesure de la f.e.m. induite dans la phase
"b" lorsque la phase "a" est alimentée par un signal sinusoidal a basse fréquence (5Hz). Les
résultats présentés figure 2.4.21 et Tab. 2.4.3 valident & nouveau la modélisation utilisée.
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T 20

£

@ 15 -

3 %
5 1,0

>

2

— 0’5,

@

3 0,0 T T T T T T T T

2 0 5 10 15 20 25 30 35 40 45

Fig. 2.4.21 : Mutuelle inductance Mgy
position ( °) (entrefer de 10 mm)
calculs ——mesures a 5 Hz

Mab m I\/labd - Mabq
Calcul 1.23mH 0.45 mH
Mesure 1.22mH 0.52 mH
Ecart 0.8% 12 %

Tab. 2.4.3 : Comparaison entre mutuelles mesurées et pratiques

e- Calcul des inductances cycliques
La connaissance des inductances cycliques Lg et Lq peut étre déduite des modélisations

effectuées précédemment. Ce calcul peut étre intéressant car il permet le calcul du couple
réluctant qui s’exprime dans le cas d’une machine synchrone classique :

3 .
Cr =2 p(La - L)1 4m-sin(2y) (2.4.40)

Avec pour Ly et Lg, si I’on suppose les dissymétries faibles (L. = Lop = Lco), les
expressions suivantes (voir Tab. 2.4.2) :

Ld = Laa moy - Mab + (3/2)(Laad - Laa q) (2441)
Lq = Laa moy — Mab = (3/2)(Laad - Laa q) (2442)
Appliqué a notre prototype, on trouve pour Iy = 2.9 A:

Crmax = 17 mMNm (2.4.43)

Une comparaison avec la valeur du couple synchrone montre que le couple réluctant de
notre machine peut étre négligé. Celui-ci ne représente en effet que 7% du couple synchrone.
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En conclusion de ce paragraphe consacré au calcul des inductances, nous pouvons établir
un organigramme général illustrant notre modélisation semi-analytique 2-D. Dans cette étape, les
parametres entrants sont : la géométrie de la structure (he,3,...), la géométrie du bobinage (Bi,
Bk, N,...), la position selon z des phases et les forces magnétomotrices (E,, Ep,...). Les parameétres
sortants sont les inductances propres et mutuelles.

geométrie (he,p , ...)

position de la phase "a"
E.F 2-D position de la phase "b"

position de la phase "c"

[Psaa ’ I:)sab ]

- b~ .4

[E4(8)] ._’Expressions analytiques | [Las Mg, Mgl

I Eb(e)I — gjig; N I Mpa  Lpp My I

I EC(G)I > (437 —V I Mea Mep Lec I

LEr@®)] —» . » [Mfa Mg Mg |
f.m.m. théoriques Inductances calculées

‘géométrie du bobinage‘

Fig. 2.4.22 : Organigramme géneral de calcul des inductances propres et mutuelles

2.5 Modéle de pertes magnétiques

Les pertes d’origine magnétique sont creées :

» dans les disques rotoriques
» dans le bobinage

Les pertes d’origine magnétique dans les disques ferromagnétiques ont pour origine la
présence d’harmoniques sur la force magnétomotrice c’est a dire ceux dus a la répartition des
conducteurs dans I’entrefer et ceux créés par le découpage (MLI) des courants de I’induit.
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Puisque nous avons fait en sorte que la force magnétomotrice théorique soit quasi sinusoidale (cf.
figure 2.2.7) seuls les harmoniques liés au découpage seront source de pertes.

L expression de la profondeur de peau, notée &, s’écrit :

1
o.rtpf

5= (2.5.1)

Appliquée au matériau de type acier XC 18 (= 1000 et o = 5 Ms) et pour une fréquence
usuelle de découpage de 50 kHz, la relation (2.5.1) donne une profondeur de pénétration du
champ égale a 0.01 um. Cette localisation tres superficielle des pertes, combinée par ailleurs a
des niveaux d’induction trés faibles, permet de considérer que les pertes fer dues au découpage
sont négligeables. Quant aux pertes créées par d’éventuels harmoniques, elles peuvent étre
aisément réduites, si nécessaire, de facon tres simple en striant les faces intérieures des disques
ferromagnétiques (a 1 kHz la profondeur de pénétration ne vaut que 0.2 mm).

Parce que le niveau et la variation de I’induction dans les tétes de bobines extérieures sont
faibles (voir figure 2.1.4.b), nous avons vu au paragraphe précédent (§ 2.4) que le flux embrassé
dans cette partie du bobinage est trés faible. Pour cette méme raison, nous négligerons les pertes
magnétiques dans les tétes de bobines extérieures.

[0 Les pertes d’origine magnétique sont donc localisées essentiellement dans la partie
active du bobinage de I’induit.

Ce sous - chapitre a donc pour objet I’élaboration d’un modéle de pertes d’origine
magnétique localisées dans la partie active du bobinage de I’induit. Il s’agit, dans notre cas, d’un
probléme complexe a traiter dans la mesure ou les pertes sont engendrées par deux sources
différentes d’une part, et parce que la forme et les caractéristiques (dimensions et position du
bobinage dans I’entrefer) ne permettent pas pour les hautes fréquences I’utilisation des modeéles
de pertes classiques d’autre part.

Nous avons donc choisi de nous limiter dans ce paragraphe a I’étude des seuls phénomenes
"basses fréquences”, c’est a dire, ceux pour lesquels les courants induits affectent peu le champ
magnétique. Compte tenu de la géométrie du bobinage, les modéles présentés ici ne seront
donc valables, comme nous le montrerons, que dans la gamme de fréquence comprise entre
0 et 2 kHz. Cette fréquence maximale de 2 kHz correspond a une vitesse maximale de rotation
de 30000 tr/min pour une machine a quatre paires de pdles. Au dela de cette fréquence, nous ne
disposons, a ce jour, ni d’un modele analytique (ou semi-analytique) fiable, ni d’un prototype
capable de monter a suffisamment haute vitesse pour mener a bien toute étude expérimentale.
Cependant, dans la mesure ou la vitesse de fonctionnement du systéme final ne devrait pas
dépasser de beaucoup cette valeur limite nous allons considérer que I’effet des courants induits
dans le bobinage n’affectent pas la répartition du champ magnétique global (hypothése du
couplage faible).
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Notre bobinage est constitué d’un ensemble de conducteurs proches les uns des autres. En
fonctionnement normal, ces conducteurs sont parcourus par un courant et soumis, en méme
temps, a un champ magnétique extérieur. Tout se passe, comme si les conducteurs étaient plongés
dans un champ magnétique global, résultant d’un ensemble de phénomenes tels que le couplage
du champ magnétique extérieur (celui produit par I’inducteur) avec le champ propre du bobinage,
les effets de proximités, les effets d’écran... L’objectif est de proposer ici, a partir d’une
démarche progressive, une modélisation simplifiee mais capable de prendre en compte tous ces
phénomenes. Pour parvenir a ce resultat, nous aborderons les étapes suivantes :

[] La modélisation des pertes créées par un champ extérieur

= Modeéle 1-D basse fréquence : cas d’une piste seule

= Modeéle 1-D basse fréquence : cas multi-pistes

= Modéle 1-D basse fréquence : cas multi-pistes avec influence de la position
verticale dans I’entrefer

= Comparaison modéle 1-D basse fréquence/mesures

[] La modélisation des pertes créées par champ propre

= Modéle 1-D basse fréquence : cas multi-pistes

[] La modélisation des pertes créées par champ extérieur et champ propre

= Modeéle 1-D basse fréquence : cas d’une piste seule
= Modeéle 1-D basse fréquence : cas multi-pistes

2.5.1 Pertes créées par un champ extérieur

En toute rigueur, le calcul de ces pertes dans un matériau conducteur peut s’effectuer a
partir des deux équations de Maxwell suivantes qui prennent en compte les effets de couplage
entre les champs électrique et magnétique. On appelle Bey: le champ extérieur.

—_~ 0B
rot E = - et
ot (25.2)

rot Bext = Ho-J

Ces deux equations combinées conduisent & I’équation de Helmotz :

_ 0B
ABeyi —O.lp. aiXt =0 (2.5.3)

La solution de cette équation dépend de la forme du matériau etudié. Pour des formes
simples comme un conducteur de section carrée, infiniment long et épais, la solution s’obtient
assez rapidement et s’exprime sous forme analytique simplement [HAN_95], [KUT_98]. Il s’agit
des cas, et ils sont les plus fréquents, ou le probléme peut se résoudre suivant une seule
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dimension. En revanche, pour les problémes a deux et trois dimensions, en dehors du cas du
conducteur cylindrique, la solution devient tres rapidement complexe a calculer et son expression
sous forme analytique devient quasiment impossible [BRA_91].

La figure 2.5.1 montre le cas d’une piste seule soumise & un champ extérieur. Pour une
piste tres fine (e, << W), on peut considérer que I’effet d’écran produit par les courants induits
en surface est tres faible en basse fréquence et que leur répartition est donc homogéne sur toute
I’épaisseur. Compte tenu des dimensions geométriques du bobinage du prototype ou la plupart
des pistes sont d’une largeur inférieure & 2 mm on peut estimer, a priori, a partir de quelle
fréquence les effets de couplage (entre champ électrique et champ magnétique) interviennent. Par
exemple, pour une largeur moyenne des conducteurs W, de 1 mm, la fréquence "limite" pour
laquelle la profondeur de pénétration du champ vaut Wy/2 est donnée par la relation 2.5.1. Elle
est égale a 20 kHz. En pratique, nous savons que la présence des autres pistes voisines, peut
modifier localement le champ et diminuer cette fréquence caractéristique. Nous pouvons
cependant raisonnablement penser qu’une analyse 1-D doit étre valide. Ce sous — chapitre se
limite donc a I’exploitation de ce modele et a la détermination de sa limite de validité.

—
Bext

Fig. 2.5.1 : Courants de Foucault induits dans
un conducteur seul soumis a un champ

L ep | |
exterieur Bey

a- Modele 1-D basse frequence : cas d’une piste seule

Le calcul des courants de Foucault est résolu, dans ce cas, a partir de I’équation de Maxwell
suivante :

P _aBext

rot E = 254
3t (2.5.4)

L’utilisation de cette seule équation signifie physiquement que I’induction Be qui est
imposée par une source extérieure n’est pas (ou tres peu) modifiée par la circulation des courants
de Foucault.

Pour notre application, cette équation est résolue dans un systtme de coordonnées
cylindriques a partir des deux seules composantes suivantes :

E (r.6,t) 0
E=| 0 (2.5.5) Bext = 0 (2.5.6)
0 B,(r,6,t)
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conducteur

Fig. 2.5.3: Variation spatiale de I’induction dans le conducteur

Puisque la largeur des pistes est faible devant le pas polaire, on peut considérer I’induction
imposée par I’inducteur constante sur tout le conducteur (Fig. 2.5.3). On considére dans un

premier temps le cas d’une induction normale et parfaitement sinusoidale que I’on exprime sous
la forme :

B, (t) = B, .cos(at) (2.5.7)

L expression (2.5.4) permet d’écrire :

1aEr -
- =B,y .sin(wt 2.5.8
"5 = Bamwsin(at) (258)

Apreés intégration, on obtient :
E,(r.8,t)=r.8.B,.wsin(ct) (2.5.9)

L’expression des pertes dissipées par effet Joule dans un élément de volume dv s’écrit :
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dpg = o.E?(r,G,t).r.dr.de.dz (2.5.10)

Donc :
Ro +ABK /2 €p
p,:=cy.(o2.B§M.sin2(mt). 7 [r3.92].dr.d9.dz (2.5.11)
a.Ry -A6k/2 0

Aprés intégration sur un période pour obtenir la puissance moyenne, pour une piste
d’épaisseur ey, de longueur R,.(1-a) et d’ouverture angulaire A8y, on obtient:

2 2 4 4 3
o.w”.BsyepR2.(1-a™).A0
PRk = = 5 k (2.5.12)

Le calcul de ces pertes effectué parallelement par éléments finis 2-D [MAXWELL], a partir
du motif représenté figure 2.5.4.a, montre la validité de I’expression analytique (2.5.12).

10
‘F mm >‘| 100

p 6 mm N & & Calcul EF2-D

‘ § 80 1 —calc. analytique 1.D
% 60 -
s
=
S 20
8

piste cuivre ( g g 04 ‘ ‘ ‘
0 500 1000 1500 2000

fer (p infini) bobine

alimentée pari f fréquence (Hz)

Fig. 2.5.4.a : Motif simulé pour le calcul par  Fig 2.5.4.b: Résultats obtenus par éléments

éléments finis 2-D des pertes par courants de  finis 2-D et analytiquement pour une piste
Foucault seule

b- Modéle 1-D basse fréquence : cas multi-pistes

L’expression des pertes donnée par la relation 2.5.12 est valable pour un conducteur seul.
Or le bobinage que nous étudions est constitue d’une juxtaposition et d’une superposition de
conducteurs placés a quelques dixiémes de millimetres les uns des autres (0.3 mm au minimum).

On sait qu’avec I’effet de la fréquence cela peut modifier le niveau des pertes. Le motif
représenté figure 2.5.5 montre quelle configuration pourrait étre étudiée pour quantifier ces effets,
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en comparant les pertes calculées dans le conducteur central aux pertes calculées lorsque ce
méme conducteur est seul. 1l faut pour cela que les conducteurs soient isolés électriquement entre
eux, c’est a dire non reliés a leurs extrémités. Or, les logiciels de calcul par éléments finis 2-D, ne
permettent pas d’effectuer ce calcul dans la mesure ou ils fixent impérativement le méme
potentiel a I’extremité de tous les conducteurs. Cette étude nécessite donc, malgre les apparences,
I’utilisation d’un calcul par éléments finis 3-D. Nous n’avons pas simulé ce cas de figure.

isolant
Wi=0.3 mm

0.3'mm piste dans laquelle
sont calculées les pertes

Fig. 2.5.5: Etude des effets dus une superposition horizontale et verticale

c- Influence de la position verticale du bobinage dans I’entrefer

Nous allons, ici, vérifier un point important : I’influence de la position selon z des
conducteurs dans I’entrefer. Nous savons qu’a proximité des disques, des effets de pointe
apparaissent (Fig. 2.5.6) et peuvent augmenter les pertes de facon significative.

1,2
E
o 1 2
2 { :
E 0.8 1 B H |z~ +5mm
8 06 1 i.-.- |'|E‘ L ...é...].-.-lu.'..l_'l_ ......... 7 = { 1o
S 04 - ——z=4mm i :
g 02l | —7 omm , & = «5mm
< ——z=0mm | ok
0 T T T T i ' H.:"
0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5

position relative

Fig. 2.5.6 : Induction d’entrefer normalisée en trois positions verticales différentes dans I’entrefer
(entrefer = 10 mm)
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Les figures suivantes (Fig. 2.5.7 et 2.5.8) illustrent cet effet en représentant I’évolution des
pertes avec la fréquence pour trois galettes en positions axiales différentes dans I’entrefer et pour
la répartition de I’induction dans I’entrefer due a I’inducteur seul. Pour chacune de ces positions,
les pertes par courants de Foucault dans une galette ont été calculées a partir des inductions
obtenues par élements finis 2-D pour un nombre d’ampéres-tours inducteurs de 384 At et pour
une hauteur totale d’entrefer de 10 mm (la position z = 0 mm correspond au milieu de I’entrefer).
La figure 2.5.7 montre que les effets de pointes accroissent d’un facteur 2.8 les pertes de la
galette la plus proche du disque (z = 4 mm) par rapport a la galette placeée au milieu de I’entrefer
(z = 0 mm). Ainsi, I’approximation qui consisterait a calculer les pertes a partir de la seule
connaissance de I’induction au milieu de I’entrefer n’est pas valable et conduit dans le cas des
trois galettes ici considérées a une erreur commise de presque 100% sur le total des pertes (Fig.
2.5.8).

3 4
—©—Pj (z=0mm) —6—Pj totales (hp: z= 0
< ——Pj(z=2 " £ 3 mm)
S 2 J(z=2mm) = —B8—Pj totales
§ —&—Pj (z=4mm) g 2 -
g 1 £ 1]
0 @ T T 0 @ ¥ T T
0 50 100 150 200 0 50 100 150 200
fréquence électrique (Hz) fréquence électrique (Hz)
Fig. 2.5.7: Pertes par courants de Foucault Fig. 2.5.8 : Influence de la position des
calculées pour trois hauteurs différentes de  galettes sur la valeur totale des pertes calculée

galette.

Les effets de pointe se traduisent par la présence d’harmoniques de rangs élevés dans le
spectre en fréquence de I’induction. Or le calcul des pertes par courants de Foucault a partir de
I’expression (2.5.12) nécessite de prendre en considération un nombre tres élevé d’harmoniques
pour obtenir un résultat suffisamment precis. Pour cette raison nous calculerons plut6t les pertes a
partir du carré de la dérivée de I’induction. En notant B¢ I’induction dans le conducteur d’indice k
pour lequel on calcule les pertes, on peut écrire, & partir de I’équation 2.5.4 :

laizdﬁ (2.5.13)
r 00 dt

Apreés intégration, on obtient :
Jr = o.r.e.dﬁ (2.5.14)

A partir de I’expression genérale des pertes Joule suivante :
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dp = %.J?.r.dr.de.dz (2.5.15)

On obtient finalement, pour une piste élémentaire d’indice k:

oR3.003 . (1-at)e, 1 T 2
ey = N2 OETADE 1 (A8 (2.5.16)
48 T o\ dt
Finalement, pour une phase complete constituée de n. couches et de 2.p p6les, on obtient :
oR3.(1-a*).pn.e n T 2
Pg = 2(1=a )PNcep. S 08} L (9B g (2.5.17)

Ou By représente I’induction, considérée homogene sur toute son épaisseur, d’une phase.
Dans le cas de notre application, I’intégrale de I’expression 2.5.17 est résolue de fagon numérique
a partir de I’induction calculée par éléments finis au rayon moyen. On rappelle que cette
modélisation est valable pour les fréquences inférieures 2 kHz.

d- Validation expérimentale des pertes par courants de Foucault dans le bobinage type circuit
imprimé

La mesure des pertes par courants de Foucault est effectuée a I’aide d’une machine a
courant continu accouplée a la machine synchrone étudiée. La M.C.C. (AXEM de Parvex) est
une machine a aimants permanents (Alnico) discoide et a bobinage dans I’air dont le couple
électromagnétique est parfaitement proportionnel au courant absorbé. A vitesse donnée et
imposée par un asservissement de vitesse, I’écart de couple électromagnétique mesuré (donc
I’écart de courant) entre le fonctionnement avec machine synchrone excitee et le fonctionnement
avec machine synchrone non excitée correspond donc directement au couple de pertes dd aux
seuls courants de Foucault. Donc :

PFmes = K¢.Q.(Ip ~ o) (2.5.18)
Avec :

 K;: la constante de couple de la MCC (tres faible dérive en température grace aux
aimants Alnico, = 0.01 %/°C),

*  Q:lavitesse pour laquelle s’effectue la mesure,

. I, : le courant absorbé par la MCC lorsque la machine synchrone est excitée

* o : le courant absorbé par la MCC lorsque la machine synchrone n’est plus excitee
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‘ B mesure —a—calc. dérivée —¢—calc. SF

pertes (W)

0 . I I I
0 50 100 150 200
fréquence électrique (Hz)

Fig.2.5.9 : Mesure de pertes par courants de Foucault dans une seule galette
(he=12 mm, ns.l¢ = 452 At, galette placée a 2 mm du disque inférieur)

‘ A mesures ——calculs 1D

pertes (W)
N

0 ‘ T T T
0 50 100 150 200

fréquence électrique (Hz)

Fig.2.5.10 : Mesure des pertes par courants de Foucault dans le bobinage complet
(3 phases présentes , he= 12 mm, n¢.ls = 384 At)

Les mesures effectuées (Fig. 2.5.9 et 2.5.10) pour deux configurations différentes valident
I’expression analytique 2.5.17. Le relevé des pertes, lorsqu’une seule galette est présente dans
I’entrefer et située a 2 mm du disque inférieur, est représenté figure 2.5.9. Elle montre clairement
I’intérét du calcul a partir du carré de la dérivee de I’induction (donné par I’expression 2.5.16) par
rapport au calcul basé sur la décomposition harmonique de I’induction (courbe verte, Fig. 2.5.9).

2.5.2 Pertes créées par champ propre

les pertes magnetiques créées par champ propre, dans un élément de volume du bobinage
de I’induit, sont dues au champ global dans cet élément de volume créé lorsque les trois phases
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sont alimentées par un systeme de courant triphasé. En basse fréquence, les courants induits
n’affectent pas le champ global et il est alors possible de calculer ce champ a partir de
I’utilisation des perméances superficielles définies au paragraphe 2.4. Dans la phase "a", par
exemple, I’induction s’écrit :

Bra = Baa * Bap +Bac (2.5.19)
Avec :

* BRr,: Iinduction résultante dans la phase "a", lorsque les trois phases sont alimentees,
* B,y : I’induction dans la phase "x" lorsque la phase "y" est alimentée.

La relation 2.5.19 peut aussi s’écrire :
Bra =(Psaa-Ea) + (Psan-Ep) +(Psac-Ec) (2.5.20)

Donc, si I’on considére par exemple la phase "a", on peut exprimer les pertes magnétiques
totales par la relation suivante, dérivée de I’expression 2.5.17.

oR%.1-a*)pn.e, [ n T 2
PE = 2 )P e P ¥ a6} .i.j(dBRaj dt (2.5.21)

La mesure de ces pertes est assez délicate et n’a pas été effectuée. Il faut, pour cela,
alimenter le bobinage complet par un systéme de courants triphasés équilibrés et délivrés par une
alimentation linéaire (pas d’effets dus au découpage) et entrainer en méme temps le rotor en
parfait synchronisme avec le champ produit par les courants triphaseés.

2.5.3 Pertes créées par champ extérieur et propre en méme temps

Il s’agit ici de calculer les pertes dans le conducteur lorsque le bobinage est a la fois
parcouru par un courant imposé par la source d’alimentation et plongé dans un champ
magnetique variable impose par I’inducteur et la rotation des disques.

a- Cas d’un conducteur seul infiniment long et épais

Ce cas, bien que trop simpliste, mérite une attention particuliere. Il permet, en effet,
d’illustrer le découplage des pertes produites par chacune des deux sources en montrant que
I’expression des pertes est égale a la somme des pertes créées par champ propre et des pertes
créées par champ extérieur [SFA_94]. On considere pour cela, le cas d’un conducteur de section
constante, infiniment long et épais.
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%
X
D’une fagon générale, dans une
modélisation 1-D, I’expression des pertes
dissipées par effet Joule dans un conducteur et < Jy(X) >
dans un élément de volume dv s’écrit : 7 < < ‘ ?
%
2 > Bat © <
1J
dp==."Ldv (2.5.20)
2 0

Fig. 2.5.11 : Conducteur infiniment long selon
y et infiniment épais selon z.

Ou Jy représente la composante selon y (la seule composante ici considérée) de la densite
de courant circulant dans le conducteur. Si la densité de courant Jy, est une composition
vectorielle des deux densités de courant colinéaires dues a la source et & la densité de courant
induite par champ extérieur :

Jy =Jya +Iyr (2.5.21)
Alors :
1 2
dp = Z.(Jjl + JLF +2JyadyF) (2.5.22)

l \% terme croisé

terme d0 aux pertes par courants de Foucault

terme d{ aux pertes par effet Joule dans le
conducteur non soumis a un champ extérieur

8000

—>%— somme des pertes calculées séparément

6000 | —S— pertes créées par les deux effets ensemble
s
g 4000 +
2
2000 -
0 T T T
0 10000 20000 30000 40000

fréquence (Hz)

Fig. 2.5.12 : Calcul par éléments finis 2-D des pertes dans un conducteur de section rectangulaire
Bm=0.1T, lav =15 A, Wy=5 mm, e,= 0.3 mm)
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L’ expression 2.5.22 laisse apparaitre un terme croisé qui, a priori, est source de pertes. On
montre (voir annexe B) que ce terme, produit d’une fonction paire par une fonction impaire,
donne apres intégration des pertes nulles pour un conducteur isolé et pour toutes les fréquences.
Donc, le terme de pertes total est égal a la somme des pertes dues au courant imposé par la source
d’alimentation seule et des pertes dues au champ d’excitation extérieur. Un calcul par éléments
finis 2-D des pertes créées dans une piste isolée de dimensions 1 m x 5 mm x 0.3 mm confirme
cette propriété (Fig. 2.5.12).

b- Cas d’un conducteur entouré d’autres conducteurs

Considérons maintenant le cas d’un conducteur entouré d’autres conducteurs et tous
parcourus par le méme courant. Cette ensemble est de plus soumis a un champ magnétique
extérieur appelé Br. Ce conducteur est cette fois-ci plongé dans un champ magnétique global (cf.
Fig. 2.5.13), résultant de I’effet combiné du champ extérieur (champ d’excitation dans le cas de
notre bobinage) et du champ appelée B, créé par I’ensemble de tous les conducteurs. Nous
supposons pour cela les deux hypothéses suivantes vérifiées: le régime de fonctionnement
magnétique est linéaire et la densite de courant Ji, (seule la composante radiale est considérée)

dans le conducteur n’affecte par le champ résultant, noté cette fois B'R :

Br
Q.
o | fe] |o] o] |o
1 1 11 ]
o] [o]/|o] [eo] |

conducteur considéré
dans le bobinage

Fig. 2.5.13 : Conducteur plongé dans un champ résultant

Ce champ résultant est une composition vectorielle de B, et de B (voir Fig. 2.5.14) et le
carré de son expression s’écrit en fonction de I’angle d’autopilotage s :

Bém =Bav + B]gM +2.Bam-Bim -sin(y) (2.5.32)
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champ B =
induit

résultant
By Fig. 2.5.14: Représentation vectorielle des
champ champs
inducteur

Dans le cadre d’une modélisation 1-D, et dans un systeme de coordonnees cylindriques, la
relation 2.5.21 s’écrit :

I =3 +F (2.5.33)

La densité de courant, Jir, relative aux courants de Foucault, toujours dans I’hypothese ou
les courants induits n’affectent pas le champ, s’obtient & partir de I’équation 2.5.13 mais avec

cette fois B'R :

dBg

Je(r,0,t) = our.0.
F(r,0,1) it

(2.5.34)

Finalement, le terme de pertes par courants de Foucault dans un conducteur s’écrit a partir
de larelation 2.5.16 :

2
oR3.003.1-a%e, 1 T dB.
_OR289(1mar)ep 1 (dBR].dt (2.5.35)

PRk = 48 Tl at

Donc, pour la phase "a", par exemple, on peut exprimer les pertes magnétiques totales par
la relation suivante :

2
oR%.(-a*).pngey [ n T( dB,
o = 2 24)10 c p'[erﬁ}llj[dBﬁ] at (2.5.36)

Ol B ra représente I’induction résultante considérée homogéne dans la phase "a" lorsque
I’inducteur et les trois phases sont alimentées. Il se calcul en utilisant les perméances
superficielles a partir de la relation suivante :

Bra = (Psaa Ea) *+ (Psan-Ep) + (Psac Ec) + ( Psas Ef) (2.5.37)
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Ce calcul suppose que I’on connaisse les amplitudes des inductions B, et Bf a
I’emplacement ou se trouve le conducteur. La modélisation proposée au paragraphe 2.4
s’appuyant sur [I’utilisation des perméances superficielles permet de réaliser ce calcul
numériquement (Fig. 2.5.15).

geometrie (he,p , ...)

position de la phase "a" |

position de la phase "b"|

position de la phase "c"{

[Psaa (6) Psab (8) Psac (6) Psaf (9)]

géométrie du bobinage

[Eaa(0)1

Eap (0) | . [ N2 ]
I a I glAei | 9BRa ) 4|
| Eac(e)| kzlt ol dt ) J
| Ef (8) |

Fig. 2.5.15 : Organigramme de calcul des pertes magnétiques dans une phase ("a" ici)

Une validation de ce calcul théorique des pertes nécessiterait la mise en place d’une
manipulation, utilisant une structure simple, qui lui serait dédiée uniquement. Dans le cas de
notre prototype, trop de paramétres (variations radiales de I’induction, section des conducteurs
variables...) entrent en considération pour que I’on puisse interpréter le résultat des mesures tout
a fait sereinement.

2.6 Modéle thermique

Nous allons nous intéresser dans ce paragraphe aux échauffements et a leur répartition dans
un bobinage du type circuit imprimé. Nous allons montrer qu’en premiéere approximation la
température dans chaque bobinage (inducteur et induit) est quasiment homogene. Dans sa version
finale, le rotor est destiné a fonctionner sous vide. Les transferts de chaleur devront s’effectuer
par conduction radialement vers I’enceinte exterieure.

2.6.1 Modélisation élémentaire des échanges thermiques avec I’air ambiant par convection
uniquement

L’objectif est ici de déterminer comment se répartit la chaleur dans un conducteur de
section constante, en cuivre, soumis a deux sources de pertes a ses extrémités et placé dans I’air
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(Fig. 2.6.1). Puisque I’époxy est un trés mauvais conducteur thermique par rapport au cuivre,
nous ne considérons que les échanges par convection entre la face supérieure de la piste et I’air
ambiant. Comme dans le cas du prototype a bobinage en circuit imprimé, il n’y a pas d’échange
par conduction avec I’extérieur.

En considérant le cas extréme ou la plupart des pertes sont générées dans les tétes de bobine
parce que la section des conducteurs est trés fine, on peut alors proposer le modele thermique
suivant, ou les sources pint et pex: représentent respectivement les pertes dans un conducteur de la
téte de bobine intérieure et les pertes dans un conducteur de la téte de bobine extérieure (Fig.
2.6.2).

échange thermique par convection

piste de cuivre
Bint g g g 2 g B ext
‘ { T I

Fig. 2.6.1 : Piste en cuivre sur support en époxy dans I’air ambiant

La résistance thermique modélisant la conduction radiale dans le cuivre est donnée par la
relation :

1 L

R =—.
th cd ey Wp-ep

(2.6.1)

Et la résistance thermique modélisant la convection dans le cuivre est donnée par la
relation :

1
R = 2.6.2
th cv h.L.Wp ( )
Avec les caractéristiques thermiques typiques suivantes :
Aoy =380 W/mK la conductivité thermique du cuivre (2.6.3)
h=10 W/m2.K le coefficient d’échange thermique (2.6.4)

entre le cuivre et I’air ambiant
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Rthe2 g Rthed2

0 int

Fig. 2.6.2 : Modele thermique élémentaire

En reprenant les grandeurs caractéristiques d’un conducteur de notre prototype de section
moyenne :

e L=0.05m,
* Wpmoy =2 mm,
* € =03mm, (2.6.5)

Et en prenant pour valeurs de pertes aux extremités, les valeurs de pertes Joule, avec une
densité de courant de 9 A/mmz2, dans les conducteurs les plus long des tétes de bobines intérieures
et extérieures. Ces conducteurs, dans notre prototype, ont une largeur de 0.55 mm et un épaisseur
de 0.3 mm.

*  Pint= 14 mW,
*  Pext =28 MW. (2.6.6)

Les résistances thermiques données par les relations 2.6.1 et 2.6.2 valent :
Rihcd =220 K/W (2.6.7)

R oy =1250 K/ W (2.6.8)

A partir des données 2.6.5 a 2.6.8, on obtient les variations de températures suivantes :

Boy —0y =52.5°C (2.6.9)
Bint — 6y =1.5°C (2.6.10)
Bext — Oy =3.1°C (2.6.11)
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Cet exemple simpliste montre que I’on peut considérer la température dans le bobinage de
I’induit homogeéne. Un calcul un peu plus précis a partir d’une piste de section variable donne des
résultats tout a fait analogues. D’une facon plus générale, cette répartition de la chaleur est liée a
la valeur des résistances thermiques. Le rapport des résistances thermiques de conduction et de
convection (expression 2.6.11), a épaisseur de cuivre donnée, dépend donc de la largeur du
conducteur considéré. En général, I’optimisation de I’actionneur fixe le nombre de spires a sa
valeur maximale (voir chapitre 4) et la plupart des pistes radiales ont alors une largeur
relativement proche et fixée a une valeur comprise entre 1 et 2 mm. Dans ce cas les échanges
thermiques par convection sont trés inférieurs aux échanges thermiques par conduction. Pour
cette raison, nous rechercherons a terme (fonctionnement sous vide) a améliorer cette conduction
par I’ajout d’un élément bon conducteur thermique pour "tirer” la chaleur vers I’extérieur (voir §
2.6.2).

e
Rihev _ Acy P os1 (2.6.11)
Rith cd h Wp

On pourra donc toujours considérer la température dans tout le conducteur constante.

Les mesures effectuees, en régime permanent, (Fig. 2.6.3 a 2.6.5) confirment cette
homogénéité de la température dans le bobinage de I’induit. Elle ont été effectuees a I’aide de
sondes laminaires a résistances thermocouples placées a mi hauteur d’entrefer, c’est a dire au
cceur du bobinage (endroit le plus contraint thermiquement), et aux quatre zones suivantes :

» dans I’inducteur (mesure notée Beyc)

e dans les tétes de bobines intérieures (mesure notée Bjn;)
e dans la partie active de I’induit (mesure B4)

» dans les tétes de bobines extérieures (mesure Bey;)

90
‘—e—téta exc —1—téta int —A—téta act —>¢— téta ext

< 60 -
L
>
S
\
o
£ 30 -
2

B

0 T T T
0 1 2 3 4

If (A)

Fig. 2.6.3 : Température mesurée dans le bobinage lorsque
I’inducteur seul est alimenté (J; = 9.5 A/mm? pour I; = 4A)
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90
—o—téta exc —5—téta int —A— téta act —<—téta ext
Z 60
[«§]
5
<
B
Q.
g 30 &
O I I
0 0,5 1 1,5
la (A)
Fig. 2.6.4 : Température mesurée dans le bobinage
lorsque I’induit seul est alimenté (Jyv = 9 A/mm°)
100 J !
—o—téta exc —=— téta int —A— téta act —<—téta ext | R
~ 807 / Y
£ 60
S
S 40 -
IS
i
20 M=
O T T
0 0,5 1 15
Courant (A)

Fig. 2.6.5 : Température mesurée dans le bobinage
lorsque I’induit et I’inducteur sont parcourus par le méme courant (J, = Js = 9 A/mm2)

Les mesures ont été effectuées moteur a I’arrét. Dans ce cas, les phénoménes de convection
forcée sont faibles. L’expérimentation a été effectuée en courant continu (dans I’inducteur et
I’induit). Si I’on accepte un échauffement de 100 °C, la densité de courant alors admissible est de
I’ordre de 10 A/mm? pour les deux bobinages. On remarque, figure 2.6.3, que le couplage
thermique entre I’inducteur et I’induit est faible. Cela complique d’autant plus I’évacuation de la
chaleur que I’inducteur est confiné sous le disque et que seules deux de ces pistes par galette
sortent vers I’extérieur. L’amélioration de la conduction de la chaleur vers I’extérieur par
I’utilisation d’une piece bonne conductrice de la chaleur aura donc des effets limités.
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2.6.2 Amélioration possible des échanges thermiques par conduction

Dans un vide d’air assez poussé, les échanges thermiques de chaleur par convection sont
nuls. Il faudra donc améliorer le transfert de chaleur en augmentant la conduction vers I’air
ambiant. Une solution envisagée (Fig. 2.6.6) consiste a utiliser deux anneaux bons conducteurs de
chaleur qui, en serrant le bobinage dont la surface est vernie sur toute la zone des tétes de
bobines, viendraient "tirer" la chaleur vers I’extérieur.

anneaux conducteurs thermiques "connectés™ a I'air ambiant

\

Fig. 2.6.6 : Solution envisagee pour I’évacuation de la chaleur par conduction

D’autre part, une augmentation de la taille des tétes de bobines extérieures est une solution
complémentaire. En augmentant la largeur des conducteurs dans les tétes de bobines, les pertes
Joule diminuent et la surface d’échange thermique avec les conducteurs augmente.

Conclusion

La modélisation semi-analytique 2-D introduite dans ce chapitre permet d’envisager un
traitement numérique assez rapide pour I’optimisation de I’actionneur. Un seul calcul par
éléments finis 2-D (voir paragraphe 2.1.2) est suffisant pour une géométrie donnée et pour toutes
les positions. Le formalisme développé et basé sur I’utilisation des perméances superficielles
permet d’établir le modele complet de la machine a partir de ce seul calcul.

Le calcul des pertes d’origine magnétiqgue dans notre bobinage, compte tenu des
dimensions caractéristiques obtenues avec la technologie utilisée, n’est valable que jusqu’a la
fréquence d’environ 2 kHz (pour une machine a 4 paires de pole, cela correspond a une vitesse de
30 000 tr/min). Pour des fréquences de fonctionnement supérieures, seule une approche
expérimentale combinée a des calculs par éléments finis peut permettre de fournir un jeu
d’équations analytiques. Cette étude devra étre réalisée sur le systeme final.
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CHAPITRE 3

ALIMENTATION ET COMMANDE

Les machines sont, pour la plupart, pilotées en couple et en vitesse. Dans le cas de
I’accumulateur électromécanique d’énergie, au contraire, la consigne est une consigne de
puissance. Une simple boucle de régulation utilisant un correcteur du type proportionnel-intégral
[COL_94], avec le seul contr6le du courant dans I’axe q, est tout & fait envisageable mais ne
permet pas d’assurer le fonctionnement a pertes minimales recherché pour notre application. La
commande en puissance doit étre plus "intelligente” et appliquer pour chaque point de
fonctionnement les grandeurs de commandes optimales. Nous allons donc, au préalable, presenter
une étude théorique sur la recherche et le calcul de ces grandeurs. Quant & la fonction
autopilotage, malgré une charge fixe, nous montrerons qu’une commande sans connaissance de la
position (commande dite synchrone) ne peut étre envisagée dans le cas de notre application. Cette
étude ainsi qu’un autopilotage simplifié a partir d’un capteur rudimentaire ne délivrant qu’une
impulsion par tour seront presentés en premiere partie de ce chapitre.

Dans ce chapitre, nous aurons plutét une approche commande. C’est a dire que nous
supposerons la machine construite et le convertisseur statique d’alimentation imposé.

3.1 Essais de commande en mode synchrone

Dans le cas du stockage électromécanique d’énergie ou les vitesses de rotation sont élevées
(30000 tr/mn environ pour notre application), nous souhaitons simplifier au maximum le capteur
de position, voir ne pas en utiliser, notamment pour des raisons fiabilité. A partir de ce constat,
deux modes de commande restent envisageables : le mode autopiloté sans capteur mécanique et
le mode dit synchrone c’est a dire sans connaissance de la vitesse et de la position. Actuellement,
la quasi totalité des machines synchrones utilisées en vitesse variable fonctionnent en mode
autopiloté pour prévenir tout risque de décrochage. Mais dans le cas tres particulier du stockage
électromécanique d’énergie, ou la charge est fixe et supposée parfaitement connue, les variations
de couple et de vitesse sont imposées par la commande sans que le systéme ne soit perturbé par
ailleurs. Une commande sans autopilotage, donc simple, est alors envisagée. Dans ce chapitre,
nous essaierons donc d’appliquer ce principe (Fig. 3.1.1) pour obtenir une caractéristique de
fonctionnement a puissance maximale constante comprise entre la vitesse de base et la vitesse
maximale. La mise en route du systéme est peu exigeante (faible couple) et peut donc faire I’objet
d’une procédure simplifiée qui ne sera pas abordée dans ce document.
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Fig.3.1.1 : Schéma général d’une commande en mode synchrone

L utilisation de la machine synchrone « accrochée » au réseau, donc alimentée a fréquence
fixe et par une source de tension est un cas classique et bien connu [CHA_89]. En revanche, pour
un fonctionnement non autopiloté, a vitesse variable avec alimentation en courant, les sources
bibliographiques proposant un modele simplifié (autre que le modéle de Park), manquent a notre
connaissance. Nous commencerons par présenter la démarche utilisée pour modéliser
« simplement » le systeme en régime dynamique. Son étude est nécessaire avant d’envisager une
commande synchrone. Un banc d’essai, constitué d’une machine synchrone a aimants permanents
associée a une inertie et représentatif d’un petit systéme de stockage, permettra la validation du
modele analytique et de la simulation [BER_99].

3.1.1 Modele simplifié de la machine et validation

La résolution de I’équation fondamentale de la dynamique est effectuée pour une machine a
p paires de poles, a entrefer constant (le couple réluctant de notre machine est trés faible, cf §
2.4.4) et fonctionnant en régime linéaire. Avec une alimentation en courant, elle s’exprime :

Jd% . f do

= =3p.®¢.l.sin§ - — -Cy-C 3.11

0 i P.®¢ 3 o dt 0 -~ Lasyn ( )
Avec :

pem =0= GS - E (312)
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Les pertes d’origines magnétiques au rotor sont contenues dans le terme Casyn de I’équation

3.1.1. Ces pertes seront supposées, en premiere approximation, proportionnelles aux variations de
&, I’écart angulaire entre les champs d’excitation et de I’induit (Fig. 3.1.2). Donc :

d
Casyn = Kp. d_f

(3.1.3)

L utilisation d’un modele aussi simpliste n’est évidemment valable qu’autour d’un point de

fonctionnement et pour des petites variations. L’utilisation de cette approximation peut cependant

permettre une bonne compréhension du comportement dynamique d’une machine synchrone sans
systemes amortisseurs comme celle que I’on utilisera pour le stockage électromécanique ou les
pertes doivent étre minimisées. En particulier, une connaissance suffisamment précise de la
constante de temps des effets amortisseurs dus aux pertes d’origines magnétiques, mécaniques et
aerodynamiques, est nécessaire avant d’envisager une commande en mode synchrone (boucle

ouverte de position).

A partir des équations 3.1.1 et 3.1.2, on obtient :
J

d%e, d2e . f
—|—=>—-——=|=3p.P¢.Isin{-Cy - —
p( dt?  dt?

(%_EJ_K
p\ dt dt

Apreés linéarisation autour d’un point de repos et transformation de Laplace, il est possible
de calculer la fonction de transfert entre & et la pulsation des courants d’alimentationwg. Elle
s’exprime, en fonction de la variable de Laplace s :

o (3.014)

N&(s) _
Aws(s) 2

2 4(f,PKp ), PKs
J J J

S +

f
]

(3.1.5)
Avec : K = 3.p.®¢.1 .sin(&y)
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- Ks est le coefficient de couple synchronisant au point de repos considéré en W.s.rad™,
- Kpest le coefficient de couple asynchrone en W.s? rad™.

Pour des petites variations a partir d’une vitesse initiale Qo, on montre que la réponse a un
échelon de pulsation des courants statoriques d’amplitude wo S’exprime par I’équation :

_Z(A)nt

Q) =Qg +%.u(t) - @. € .sin(oon 1-Z% t + m-arcos Zj u(t) (3.1.6)

P J1-Z2

Avec :
K
Wn =1/pTS pulsation naturelle (3.1.7)
1 f+pKp (3.1.8)
‘E' 1p.Ks amortissement

A partir des équations 3.1.7 et 3.1.8, les mesures de la pulsation naturelle et de
I’amortissement permettent la détermination du coefficient Kp. Les mesures effectuées sur notre
banc d’essais ont donné :

Z=0.045 wh= 20 rad/s Kp= 14.10°W.s?.rad™

110 T T T

A r98rd/s

S N NA AL A A A2

90

| o

\R:

<1

<L

]

. >

85 . i

R T O
4 25 5 55 6 o5  Venid foev umlruﬁv‘—vmm—l
Fig. 3.1.3.a: Simulation Fig. 3.1.3.b: Expérimentation

X: 250 ms/div — Y: 5 rd.sY/div
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Une fois le coefficient Kp déterminé a partir du modeéle analytique présenté et d’un relevé
expérimental, le modéle MATLAB simple d’une machine synchrone a péles lisses sans les effets
amortisseurs peut étre complété en ajoutant au couple de charge le terme Cuyn. Une telle
approche permet une simulation simple et rapide du comportement dynamique d’une machine
synchrone.

Simulation et expérimentation (Fig. 3.1.3.a et 3.1.3.b), réalisées dans les mémes conditions,
montrent la validité du modele utilisé malgré I’approximation faite sur la modélisation du couple
asynchrone. Notons que les effets amortisseurs présents naturellement dans la machine sont tres
faibles et proviennent essentiellement des pertes magnétiques (le terme p.Kp est prépondérant
devant f dans I’expression 3.1.8).

A partir de I’équation 3.1.6, I’expression de la constante de temps des effets amortisseurs
s’ecrit :

2.J
Ip=——— 3.1.9
D = i pKp (3.1.9)

Appliquée a la machine utilisee pour I’expérimentation, cette valeur vaut 0.8 s. Une
simulation montre les oscillations observées lors d’une perturbation de couple résistant de 0.1
N.m sur les évolutions du couple et de I’angle W (avec W = 172 - &) représentées en figure 3.1.4.
Dans le cas d’un dispositif de stockage, cette constante de temps peut devenir trés grande (grande
inertie, faibles frottements...). Par conséquent, les oscillations doivent étre impérativement
évitées par une commande appropriée.

) 1 foa j
I e

U 1
-1 0
4 45 5 55 6 6.5 4 45 5 55 6 6.5
temps (s) temps (S)
0.2
0.1 A

A A A an
yyvre

-0.1

OOSTH WN<SOTOSD RS —

-0.2

4 4.5 5 5.5 6 6.5
temps (s)

Fig. 3.1.4 : Oscillations créées lors d’un échelon de couple résistant de 0.1 N.m

-03-



CHAPITRE 3 Alimentation et commande

3.1.2 Commande en mode synchrone dans le repére "abc”

L angle ¢ est régit par une équation différentielle du second degré dont I’amortissement est
tres faible. Toute variation de cet angle provoque donc des oscillations trés peu amorties et risque
de provoquer le décrochage si & dépasse | 2. Une solution consiste & maintenir I’angle &
constant en ajustant I’amplitude des courants induits nécessaires a I’obtention du couple
d’accéleration désiré. Dans le référentiel du stator si I’angle & est constant, I’équation de couple et
I’équation mécanique d’une machine synchrone alimentée en courant s’écrivent :

Jt—?=cem -f.Q-Cy (3.1.10)
Cem =3.p.®¢.1.5in¢ (3.1.11)

A partir de ces deux équations, pour un couple de référence C"er donné, il est possible de
calculer les deux consignes suivantes pour lesquelles le régime transitoire est élimine.

" (p) = %g—qffp) (3.1.12)
Q" (p) =CJe.r;_+(fp) (3.1.13)

Pour la simulation d’une telle commande, nous devons supposer dans un premier temps
connue la valeur &, . Le choix den/2 qui minimise les pertes Joule a couple donné [MAD 98]
correspond a la limite de stabilité pour une machine a poles lisses. Afin de garder une marge de
sécurité, nous fixons arbitrairement sa valeur a n/3. La figure 3.1.5 montre les résultats de la
simulation obtenus pour une série d’échelons de couple de consigne de 0.5 Nm. Le résultat
semble a premiére vue satisfaisant. Le couple et la vitesse suivent les consignes malgré de Iégeres
oscillations (amorties) dues aux imperfections de la boucle de courant (régulation dont le temps
de réponse n’est pas nul). En revanche, les observations faites sur I’évolution de I’angle ¢
montrent une dérive méme avec une connaissance parfaite du modele. Une étude plus fine a
partir de la transmittance 3.1.5 montre [BER_99] que cette dérive est inhérente a ce mode de
commande. On montre que pour une rampe de vitesse de pente s, I’angle & dérive tel que :

f
AE(L) ws—zoj. (3.1.14)
t - o0 (L)n

La commande d’une machine synchrone en boucle ouverte est donc impossible a mettre en
ceuvre dans le repere abc.
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Fig. 3.1.5 : Simulation d’une commande dans le repére "abc"
(échelle des ondulations de couple agrandie)

3.1.3 Commande dans un repére “dq estimé”

Il s’agit ici d’une structure connue d’autopilotage indirect (sans capteur mécanique,
Fig.3.1.6) pour laquelle le changement de repére est effectué a partir d’une estimation de la
position.

J-Ll-“-l Référence de
couple

vitesse

L Cem* id.ref ' +

»
P i couple
d Ve.d—pld al-p{vea Ualpplua Viesse P

cem _ﬁ
| vitesse estimée  iq.ref +
_ q Ve.gF—P»q b Vc.b U.b—pU.b ia P a g
. f [ i.b P b
Régulateur de puissance régulateur Pl N N |
| position estimée ¢ {—p(Vc.c U.c—pp{U.c ic >c
MLI MSAP ’—} position estimée 9

position estimée

gl

vitesse estimée [—

Estimateur de position

Fig. 3.1.6 : Schéma de commande dans un repére "dq estime”
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Cette fois-ci, la consigne de couple Cen~ fournit directement les références id ~ et iq™ qui,
asservies, imposent un couple sans ondulations. Dans un fonctionnement a pertes Joule
minimisées par exemple, le courant iy doit étre nul (machine a poles lisses). Donc, dans le plan
dq:

Cem =p.(Pq.1Q) (3.1.15)
d2e P ®gly f do

= -—— (3.1.16)
dt? J J dt

25 \ \ T

ST
) | |
n \ |
Y 15— A -
S [
74 F S R S

0 l l

0 05 1 15 2 :

temps (s) temps (s)

Fig. 3.1.7: Simulation utilisant un modéle idéal

A partir de I’équation 3.1.16, il est possible d’estimer la position 6. Pour ce calcul, seuls les
parametres mécaniques (J et f) sont nécessaires. La figure 3.1.8 montre le schéma bloc permettant
I’estimation de la position. Une telle structure, notament grace a I’utilisation d’intégrales, est
particulierement bien adaptée au calcul numerique.

%
pz *phitia—p| * —>

0 | B

0 | B

—» |+
- O
position

estimée

>{ 1/p >@

vitesse
estimée

Fig. 3.1.8: Bloc estimateur de position
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Le fait d’estimer la position, a partir des courants mesurés, permet de prendre en
considération les imperfections des boucles de courant. La simulation, dont le résultat est montré
figure 3.1.7, a été effectuée avec une connaissance parfaite des paramétres mécaniques. Elle
montre qu’alors I’estimation est parfaite et qu’il n’y a pas de dérive comme dans le cas d’une
commande dans le repére abc.

Cependant, la connaissance parfaite des paramétres mécaniques est impossible
(affaiblissement du vide dans le temps, variation de température...). Il se produit alors une dérive
dans I’estimation de la position qui cette fois n’est pas inhérente au mode de commande utiliseé.
Les figures 3.1.9 et 3.1.10 représentent le résultat d’une simulation dans le cas ou la connaissance
de la valeur du coefficient de frottement visqueux est précis a 10% prés (0.9*f au lieu de f). Dans
ce cas, le repére dq dans lequel on travaille s’écarte du vrai repere dg jusqu'a provoquer le
décrochage de la machine. Cette commande est donc impossible a mettre en ceuvre dans le cas ou
les cycles de fonctionnement sont longs. Seule une application & des cycles de fonctionnement
courts (Fig.3.1.9) peut étre envisageée.

10
| | | | |
| | | | |
O Il Il Il Il Il
| | | | |
| | | | |
| | | | |
10—+ === === e [ === === e
1 1 1 1 1
| | | | |
20———-—--- (i T [ (i T
1 1 1 1 1
30+ R e e R R SRR s
| | | | | |
| | | | | |
40 R e R e
| | | | | |
1 1 1 1 1 1
-50
0 0.2 04 0.6 0.8 1
temps (s)

Fig. 3.1.9: Evolution de I’erreur d’estimation de la position (f précis a 10%). Simulation avec les
parametres du banc d’essai
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Fig.3.1.10.a : Simulation faite avec une erreur de 10% sur le coefficient de frottements visqueux
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Fig.3.1.10.b : Simulation faite avec une erreur de 10% sur le coefficient de frottements visqueux

La validation expérimentale a été menée a partir d’un banc d’essai de notre laboratoire
caracterisé par les données suivantes :

- P =3000 W (puissance maximale),

- J=5.5kg.m?

- f=1¢® (valeur typique pour avec une pression de 10e™ mbar [BOR_95]),
- Qp=1000 rd/s,

- Cm=3Nm.

En pratique, la connaissance du rapport f/J avec une marge de precision de 30% seulement
semble étre une limite. La figure 3.1.11 représente I’évolution de I’erreur au cours du temps pour
un couple de référence donné et pour trois valeurs differentes du rapport f/J. Dans le cas de notre
application, les cycles de fonctionnement ne peuvent pas dépasser quelques minutes.

erreur ( °)
(o]

10 -
-12
14 |
-16 Fig.3.1.11 : Erreur commise sur
.18 I’estimation de la position
temps (min) (pour les parameétres de
I’accumulateur)
—=—e =20% ——e=10% e =30% |
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Les simulations faites sur la commande en boucle ouverte de position d’une machine
synchrone montrent qu’il y aura toujours une dérive en fonction du temps dans I’estimation de la
position. Méme dans le cas d’une commande dans le repére abc, ou a priori les différents effets
amortisseurs pourraient laisser supposer qu’un fonctionnement synchrone est possible, les
équations montrent que pour une rampe de vitesse I’écart entre les deux champs tournants ne
reste pas constant. Par ailleurs, la nécessité d’opérer pour des valeurs de & inférieures a 172 ne
permet pas d’envisager efficacement I’optimisation du rendement. Le contrdle dans un repere dq
a partir d’une position calculée avec I’équation électromécanique donne en revanche de meilleurs
résultats sous réserve d’une bonne connaissance des paramétres mécaniques et d’un
fonctionnement avec des cycles de charges et de décharges courts. Si les cycles de
fonctionnement sont plus longs, I’utilisation d’un capteur est indispensable. Dans le cas du
stockage électromécanique, I’utilisation d’un capteur rudimentaire délivrant une impulsion par
tour est suffisante.

3.2 Autopilotage simplifié

De trés nombreuses recherches ont été publiées sur la commande sans capteur mécanique
des machines synchrones [JUF_95], [JON_89], [PEI_95], [BRU_95], [PYR_97]. La plupart des
méthodes proposées permettent un trés bon contrle du couple électromagnétique. Si ces
solutions sont tres performantes, elles utilisent en revanche des algorithmes complexes a mettre
en ceuvre. Dans le cas trés particulier du stockage électromécanique d’énergie, caractérisé par un
fonctionnement a vitesse élevée, a grande inertie et faibles accélérations, la nécessité de travailler
avec des performances dynamiques aussi élevées n’est pas utile. Dans ces conditions, I’utilisation
d’un capteur rudimentaire delivrant une impulsion par tour peut étre largement suffisante. Cette
solution est trés simple a mettre en ceuvre. Dans ce cas, la position est extrapolée entre deux
impulsions. L’erreur faite sur cette estimation est d’autant moins importante que la vitesse est
élevee et I’accélération faible. D’aprés [MOR_92], pour une impulsion par tour et si Yy, est
I’accélération, I’erreur commise sur I’estimation de la position s’exprime :

(\/Qg —~4my, +Qo).(\/Q% + 41y, —QOH (3.2.1)

La figure 3.2.1 montre, a partir de I’expression 3.2.1, I’erreur maximale faite sur un tour et
en fonction de la vitesse pour deux valeurs d’accélération. Pour notre dispositif de stockage, dans
la gamme de vitesse comprise entre Qp, et Qy et pour une décharge compléte en une heure
(accélération de 0.6 rad/s? environ), cette erreur peut étre considérée comme sans effets sur
I’autopilotage. Une telle commande est donc envisageable et sera la méthode retenue pour notre
application. Ne disposant pas encore du capteur sur notre prototype, nous avons donc testé le
principe de cet autopilotage sur le banc d’essai déja utilisé pour la commande en mode synchrone
du paragraphe 3.1. Bien que ses caractéristiques mécaniques soient différentes de celles de
I’accumulateur électromécanique d’énergie (faible inertie et frottements forts), les résultats
obtenus seront tout a fait transposables a notre application puisque les dynamiques seront
beaucoup plus faibles que celles expérimentées et parce que le nombre d’impulsions par tour peut

1
AB=p,| 21T-
p{ :

*ra
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étre portée a 4 (une par dent rotorique) et réduire ainsi I’erreur commise sur I’estimation de la
position.

0,005 -
0,004 +
> 0,003 +
0,002 +

erreur

0,001 +

0 5000 10000 15000 20000 25000 30000

vitesse (tr/m)

0

‘ ——0,6 rd/s?

0,3 rd/s? ‘

Fig. 3.2.1: Erreur d’estimation de la position calculée

3.2.1 Mise en ceuvre

Il s’agit d’obtenir les consignes des courants de chacune des phases d’une machine
synchrone, correctement synchronisées par rapport & la position du rotor. Pour cela, nous
disposons, sur le banc d’essais, d’un codeur incrémental 1024 points/tour mais nous n’utiliserons
que le signal top 0 qui délivre une impulsion par tour.

A
AN

0 2 4 6 8 10 12 14 16

Fig. 3.2.2 : Principe de I’autopilotage a partir du seul top 0, cas d’une
machine a 2 paires de p6les
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Il s’agit ni plus ni moins de la fonction, boucle a verrouillage de phase, mais le contexte
d’utilisation (une machine a forte inertie) permet de considérer que la vitesse ne variera que trés
lentement, et que la période mesurée entre deux tops pourra étre utilisée pour fixer la fréquence
des courants entre les 2 tops suivants. L erreur éventuelle de phase sera donc suffisamment faible
pour ne pas avoir d’incidence sur le bon fonctionnement du moteur. Nous utiliserons pour la mise
en ceuvre de cette commande une technologie numeérique.

Pour la génération des 3 références de courant sinusoidales, on utilise une structure de
synthese numérique directe (appelée DDS sur la figure 3.2.3) associée a 3 ROMs « sinus » (Fig.
3.2.1). La période du signal top O est mesurée a I’aide d’un temporisateur. La fréquence a
imposer aux courants est calculée par inversion de cette période. A chaque impulsion sur le signal
top 0, la phase est remise a 0.

La structure de DDS est implantée dans un CPLD de 64 macro-cellules, tandis que la
mesure de la période et le calcul de I’increment de phase a appliquer en entrée du DDS est
réalisée par un DSP. Cette carte ainsi que sa programmation ont été effectuées par D. MILLER,
professeur agrégé a I’ Antenne de Bretagne de I’ENS de Cachan.

ref

ROM1
sin(¢) — ¢ 1, =1, Gin(g)
A
#(nT,)=¢((n-2J1,)+ 59
ROM2 i 2
U%] o B‘“[q’ ‘nj
. ¢ / N
y / A
DDS 7
5+¢ ROM3 Sin(¢ _4_;Tj Iy =1y Bin((b -4:)
[ X
/ A

Fig. 3.2.2 : Génération des courants de références

3.2.2 Expérimentation

Les figures 3.2.3.a et 3.2.3.b montrent les photos du dispositif de commande. La maquette
réalisant la commande (en "abc") de I’onduleur triphasé reste celle utilisée lors des essais en
mode synchrone. Elle comporte les trois ROMs programmées pour reconstruire le systéme
triphasé sinusoidal, les convertisseurs numériques-analogiques (8 bits), les trois correcteurs
analogiques P.I et les trois générations de rapports cycliques (circuits SG 3525). La carte assurant
la fonction "autopilotage simplifié" ne gere que le calcul des adresses envoyeées aux trois ROMs a
partir du signal fourni par le capteur rudimentaire. Dans la version finale, celle-ci gérera
I’ensemble de la commande.
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Fig. 3.2.3.a: Vue d’ensemble de la commande Fig. 3.2.3.b : Vue de la maquette de commande
(carte de I’autopilotage simplifié
au premier plan)

Les Figures 3.2.4 et 3.2.5 présentent les résultats obtenus pour un essai indiciel sur I donc
sur I’amplitude des courants de I’induit. L’observation de I’évolution de la vitesse montre le
fonctionnement correcte de I’autopilotage (fonctionnement stable sans oscillations). L’essai a été

effectué avec une amplitude de courant de référence évoluant en créneaux d’amplitude 2A autour
de 7A.

Irer.SiN(WY) i %A I' | |. |"'
s 1 7|A i
II I il ’l | | |
635 tr/min _.___ vitesse HTEH | § S I -
. . *.______..Lﬂ-- 'vx_._m‘hm _II.:."'ML | | J | | | | ref | ]
™ 535 trimin [t | | | | | 1T }‘
| | | } ,I | b l | ‘
l /] |
ol B [ '.|"""'“:"' T ! 1 |_ !
9A et \ | | | I | |
= iR REREE
-!—7—\.A-!—\.- - | '|! J LI | I |

30 2 wTiw e 5 i
Fig. 3.2.4: Essai indiciel en courant. Fig. 3.2.5: Essai indiciel en courant
Evolution de la vitesse Evolution des courants de référence
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Compte tenu des caractéristiques de la machine synchrone d’essais et de sa charge,
I’accélération et la décélération imposées par la consigne de courant vaut environ 1.8 rad/s?. Cette
valeur, en étant située bien au-dela de la dynamique de notre dispositif de stockage (environ 0.6
rad/s? pour une décharge complete en une heure), montre que les performances que I’on peut
attendre de ce type d’autopilotage sont tout a fait suffisantes pour le pilotage de notre
moteur/générateur.

Fig. 3.2.6: Récalage du courant de référence dans la phase “a”
La figure 3.2.6 montre I’évolution du courant de réference dans la phase “a” dans le cas

limite d’une forte décéleration (3 rad/s?) au moment ou apparait I’impulsion (delivrée ici le top 0
du codeur). La phase est alors instantannément remise a zéro.

3.3 Commande a rendement optimal

Le fonctionnement a rendement optimisé est de plus en plus recherché dans les
entrainements électriques. Si I’on se contente en général de minimiser les pertes Joule
uniquement, dans le cas particulier des machines synchrones a poles lisses, cela revient a
travailler a courant id nul et la commande reste simple.

Nous connaissons a ce jour peu de publications traitant de ce probléeme. Mademlis [MAD _
98] a montré qu’a partir d’un modele de pertes intégrant a la fois les pertes Joule et les pertes
d’origine magnétique il est possible d’exprimer de facon analytique les grandeurs de commande
qui minimisent les pertes dans la machine. Fondée sur une modélisation pour laquelle les
grandeurs de contrdle sont le flux et le courant d’excitation, cette étude est donc plutdt adaptée
aux commandes en tension (commande en U/f). Nous allons reprendre cette étude mais cette fois-
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ci en considérant que la commande est une commande en courant et montrer qu’il existe (pour
chaque point de fonctionnement) un triplet de grandeurs de commandes optimales : liopt, lfopt €t
Wopt. Nous utiliserons donc dans un premier temps un modele de pertes général, incluant toutes
les pertes, pour établir une théorie qui soit la plus générale possible. Seulement lors des
applications numériques, nous reviendrons aux données relatives a notre prototype.

3.3.1 Les modéles de pertes

Avant tout calcul d’optimisation, il est nécessaire de disposer de modeles de pertes
suffisamment réalistes. Les modeles que nous présentons dans ce paragraphe, bien que tres
géneraux pour les besoins de notre théorie, sont tout a fait en accord avec la modélisation de
notre prototype proposée au chapitre 2.

La recherche des paramétres de commande qui minimisent les pertes se fait a couple et
vitesse données. Les pertes mécaniques qui sont proportionnelles a Q n’interviennent donc pas
dans ce calcul.

a- Modélisation des pertes Joule

L’ expression des pertes Joule est définie pour des conducteurs parcourus par des courants
continus et non soumis & un champ magnétique extérieur.

Py =3R,15 +Ryl? (3.3.1)

b- Modélisation des pertes magnétiques

Pour les pertes magnétiques dans le fer, la littérature propose plusieurs modeles :

v' En premiére approximation, I’utilisation d’un modéle type STEINMETZ permet de
regrouper les pertes par hystérésis et par courants de Foucault en un seul terme
[KUS_83],[MAR_91].

Pmg = Kmg@*B& (3.3.2)

Br est la composition vectorielle des inductions d’excitation et de I’induit.

Si la réaction magnetique de I’induit est faible, Bg est I’induction d’excitation.
La valeur x = 2 simplifie les calculs mais I’expérience montre que x vaut entre 1.5
et 1.6.

v Un modele plus précis, que nous utiliserons, dissocie les deux types de pertes
[CRI_99],[MAR_91].

Pmg = kp.00? BR +ky.B& (3.3.3)
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On dispose également de modeles de pertes plus adaptés lorsque les formes d’ondes
sont non sinusoidales [HOA _th] mais nous limitons volontairement notre étude au régime de
fonctionnement purement sinusoidal.

c- Modélisation des pertes dans le convertisseur

Nous introduisons ici la modélisation des pertes dans le convertisseur statique
d’alimentation bien que le calcul analytique des parametres de commande optimaux présenté au
paragraphe suivant (8 3.3.2) n’en tienne pas compte. En effet, la présence des termes
proportionnels a 1,, dans cette modélisation (alors que tous les autres termes de pertes sont
proportionnels & 1%, ou I%) ne permet pas d’obtenir une formulation simple des variables de
commande optimales. On donne ici, cependant, un exemple de modélisation possible pour le
convertisseur d’alimentation en vue d’une recherche par une approche numerique des variables
optimales.

Le comportement dissipatif des semi-conducteurs de puissance differe d’une technologie a
I’autre. Nous limiterons notre modélisation au cas des convertisseurs a découpage triphasés dont
les interrupteurs sont constitués de I’association anti-parallele "IGBT+Diode". Il existe des
modeles [ANG_99] dissociant les pertes dans les transistors et dans les diodes. Cependant, afin
de simplifier I’étude et pour clarifier les résultats, nous supposerons la caractéristique des
interrupteurs parfaitement symétrique et proposons les modéles suivants :

Pour les pertes par conduction totales:

Pe :kcl-lg tKeala (3.3.5)

Pour les pertes par commutation totales, a fréquence de découpage et tension continue
d’alimentation donnees :

P, =kg.l, (3.3.6)

Dans les expressions 3.3.5 et 3.3.6, les termes kg, K et ks sont fonctions, des
caracteristiques intrinseques des semi-conducteurs, de la tension d’alimentation et de la fréquence
de decoupage. Nous garderons dans un premier temps cette formulation et reviendrons plus
précisement sur la signification et la valeur de ces termes au chapitre 4. On prendra pour ce
paragraphe les valeurs suivantes, pour I’ensemble du convertisseur :

Kep = 0.24 W/AZ ke, = 10.8 W/A ks = 14 W/A

3.3.2 Recherche des pertes minimales sur une machine synchrone a excitation bobinée

Dans le cadre d’une application telle que le stockage électromécanique d’énergie, la
recherche des parametres de commande qui minimisent les pertes dans la machine pour une
consigne de puissance donnée doit étre envisagée. Pour les puissances inferieures a 10 ou 20 kW,
la plupart des machines synchrones utilisées sont & aimants permanents. Les deux seuls
parametres de réglage sont alors : I’amplitude des courants de I’induit et I’angle d’autopilotage
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W. Pour les plus fortes puissances ou pour des applications particuliéres, I’utilisation d’une
excitation bobinée donne un degreé de liberté supplémentaire sur la commande. 1l peut dans ce cas
étre intéressant d’étudier I’évolution des pertes lorsque I’on joue a la fois sur le courant
d’excitation et sur I’angle d’autopilotage [MUL_tech_ing].

L’objectif de ce paragraphe consiste a exprimer analytiquement les variables de commande
qui minimisent les pertes a couple électromagnétique et vitesse donnés (donc a puissance
électromagnétique donnée). Cette étude est purement théorique et laisse, pour le moment de c6té,
la question de sa mise en ceuvre.

* * — la opt*
Pem Cem -
— I opt
*
—» Wopt

TQ

Fig. 3.3.1 : Schéma bloc de commande.
a- Hypotheses :
Dans le cadre de notre étude , nous supposerons les hypotheses suivantes verifiees :

H1 : Pas d’effets de saturation magnétique
H2 : Pas d’effets de couplages magnétiques

=> les courants induits n’affectent pas le champ magnetique
H3 : Induction sinusoidale dans I’entrefer

b- Données du probleme

On cherche a minimiser une fonction codt. Il s’agit des pertes totales, notées p;, pour une
contrainte de couple électromagnétique donnée. Les contraintes d’amplitude maximale des
courants induit et inducteurs seront introduites plus tard.

c- Expression du module du champ résultant

Les pertes d’origine magnétique sont proportionnelles au carré de I’induction résultante
dans I’entrefer (voir 8 2.5). Il est donc nécessaire d’exprimer cette induction en fonction des
grandeurs de commande. Dans le repére du champ tournant, I’expression du champ résultant
s’écrit :

Br (8) = By cos(p.8) + By cos(p.8-¢§) (3.3.7)
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Avec :
1
£=--4
2 (3.3.8)
q —_
champ B, By
induit
champ
lﬂ\ résultant
5 éf . d
champ Fig.3.3.2 : Représentation vectorielle des
inducteur champs

A partir de I’expression 3.3.7, on montre que le module du champ résultant peut s’écrire
sous la forme :

BRM =\/B$M +B§M +2.BfM.BaM.sinLIJ (339)

Si I’hypothese de linéarité H1 est vérifiée, alors I’amplitude des champs magnétiques est
directement proportionnelle & I’amplitude des courants et I’on peut ecrire :

e By =ul, (3.3.10)

° BfM =V.|f (3311)
Donc :

BE =u?13 +Vv2IZ +2uVl, ¢ .sinW (3.3.12)

d- Introduction des limitations de courant

L amplitude maximale des courants est définie pour un échauffement maximum donné.
Bien que pour des vitesses importantes les échauffements soient moindres et autorisent donc des
amplitudes de courant plus importantes, nous supposerons que les valeurs l,v et Iqy restent
constantes et limitées de fagon active par la source d’alimentation sur toute la plage de vitesse.

Dans le cas d’une machine alimentée en courant, la source d’alimentation est réalisée a
partir d’une source de tension régulée en courant. Cette source imparfaite est limitée en puissance
par la tension du bus continu d’alimentation.

Nous supposerons par la suite que I’enveloppe de fonctionnement a puissance maximale est
limitée par la source (voir figure 3.3.3).
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puissance max admissible par
Pem la machine

cees
...........
-----
‘oo
e,
*ee

Max

puissance max délivrée
par l'alimentation

w
w 0V
Cem b Max
limite
C hermique (lam, Ifm)
Max limite
mécanique
7/
% © Fig. 3.3.3: Définlition de la courbe
enveloppe
Wp Wpax PP

e- Calcul analytique des parametres de commande optimaux sans prise en compte des pertes
dans le convertisseur:

L’expression totale des pertes s’écrit dans ce cas :

P =(B.R, +k,:.u2.oo2 +kH.u2.oo).I§ +(R¢ +kF.v2.oo2 +kH.v2.w).I$

+2.UV.(Kp.w? +Kpy.0).l5.15.5in W

(3.3.13)
Avec :
— Cem
Y =+acos| ——— (3.3.14)
cla-ls
On pose :
e a=3R, +kp.?.u? +ky.cu? (3.3.15)
e b=R; +kp.w?v? +ky.cv? (3.3.16)
o c=2uv.(Kpw? +Ky.w) (3.3.17)
. g=Cem (3.3.18)

Ke
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La fonction a minimiser s’écrit alors:
pi(la.lf) =alj +blf £cy15.1% -d? (3.3.19)

Pour la recherche des paramétres I, et I+ qui minimisent la fonction py, il faut, dans un
premier temps, dériver cette fonction par rapport aux deux variables I, et It. Nous ne traiterons
que le cas ou I, et I sont de méme signe, c’est a dire le mode de fonctionnement moteur.

Les dérivées partielles s’écrivent :
cl?
ap(la’lf):2a|a+ f I
ol, 1212 _ 42
afz (3.3.20)
ap(la’lf):Zbl + Cla

f——lf
ol J1212 - g2

Nous avons donc deux systéemes a resoudre selon le signe de W. Ces deux systemes
correspondent au mode de fonctionnement « défluxé » pour W négatif et au mode de
fonctionnement « surfluxe » pour W positif.

1% systéme : 2°™ systéme :
fonctionnement en « surfluxage » fonctionnement en « défluxage »
cl? cl?
2a+———=0 24———F =0
1212 =d? (1212 —d?
azz (3.3.21) azz (3.3.22)
b+ a g oh—__%a  _g
1212 —d? 1212 —d?

Ce systeme n’admet pas de solution car tous les
termes sont positifs.

- Le «surfluxage ne permet pas de
minimiser les pertes.

En defluxage, le systeme admet un couple de solution unique qui s’exprime apreés calcul :

4p242 1/4 42242 1/4

a

laopt =| —= (3.3.23) et lfopt =| —= (3.3.24)
aop [4ab—c2J o 4ab - ¢2

L angle d’autopilotage est alors déduit de la relation (3.3.14) :
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2

c
WY . =—-ac0S41l——— 3.3.25
opt \ 22b ( )

L’expression des pertes minimales s’écrit :

2abd 2abd 4abd?®

" Vab-c2 ab-c2  Vdab-c?

d? (3.3.26)

Donc, que la réaction magnétique de I’induit soit forte (u = v) ou faible (u = 0), d’aprés
I’expression 3.3.26 I’égalité des deux premiers termes entraine I’égalité entre le terme de pertes
proportionnel au carré du courant de I’induit et le terme de pertes proportionnel au carré du
courant inducteur. Cette égalité s’écrit :

(3.Ra +kp.o?.u? + kH.MUZ)JgOpt = (Rf +kp.0? V2 + kH.va).l]?opt (3.3.27)

La minimisation des pertes est donc obtenue en combinant le défluxage par action sur le
courant d’excitation et sur I’angle d’autopilotage. Notons que dans le cas d’une optimisation a
pertes magnétiques négligées (ou tres faibles), on retrouve le résultat déja connu ou les pertes
Joule inducteur sont égales aux pertes Joule de I’induit [MES_98]:

R
laopt =|fopt,/3Tf avec: P = P (2.3.28)
ha

Finalement, les expressions completes des paramétres de commande optimum s’écrivent :

.~ [Cem (R +kp.w?v? +kpy.cv?)? %
t - .
aop Ke | (3Ra +k,:.m2.u2 + kH.muz).(Rf + kF.ooz.v2 + kH.oavz) —(k,:.oo2 +k,_|.m)2.u2.v2
| _ |Cem (B.R, +kF.oo2.u2 +kH.oau2)2 %
fopt = -
P Ke | (BRa+kpw?u? +ky.au?).(Rf +kp.w?vZ +kpy.av?) - (Kp.w? +ky.w)2.u2.v?

2 .42 2
Wopt = -acos |1- 2,2 kF'wz'u . 2 2 2
BRa+kp.w u®+ky.wu).(Rf +kp.w.ve +Kky.av©)

(2.3.29)
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A partir des données relatives au prototype réalisé dont les données sont fournies ci-
dessous, les paramétres de commande optimaux ont été calculés et la solution vérifiée par le
tracé des pertes dans le plan (I,,l5).

R, =80 EFzgs.e—aum g = 2A
Données du prototype & bobinage Rf =1.5Q '1 - Ifm =5A
Circuit imprimé K. =0.02 u=6.5e-3T/A Cmax =0.2Nm
v=4e-3T/A

Les figures suivantes (Fig. 3.3.4.a a 3.3.4.d) représentent I’évolution des différentes pertes
dans le plan (I, If) pour un couple électromagnétique de 0.02 N.m (10 % du couple maximum)
et pour une vitesse de 30 000 tr/min. Par ce moyen nous pouvons montrer la validité des
expressions analytiques 3.3.30.

Ia opt = 0927 A If opt = 176 A lpopt =- 523 °

150

-E 150
= Fr
_E 100 _E’“':'”
= T
g 504 ¥ su0.
= =
¥
Ci, &
i E 0
2 & 3
5 - 5
In {A} Ta A& 2
by | [F{A) LA P I If{ A

Fig. 3.3.4.a : Evolution des pertes Joule dans le Fig. 3.3.4.b : Evolution des pertes magnétiques
plan (1a, 1) dans le plan (I, l)

ol [ 11

Gl M} -

M iy 4

peries totales (W)

[ =]

2 i

(A
I ] ! IF (A

5 0 1 IF{A)

Fig. 3.3.4.c : Evolution de la valeur absolue de  Fig. 3.3.4.d: Evolution des pertes totales dans le
Y dans le plan (1, 1) plan (1, ly)
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f- Prise en compte des pertes dans le convertisseur d’alimentation

Le systétme d’équations 3.3.22 admet une solution et a été résolu analytiquement sans
difficulté. Si nous avions considéré les pertes dans le convertisseur d’alimentation, I’introduction
des termes proportionnels & I, aurait rendu la formulation analytique des solutions impossible a
écrire sous une forme simple. En revanche, un calcul numérique, par une recherche systématique
de I’évolution des pertes totales dans le plan (I, lf), permet d’obtenir les valeurs optimales.
Toujours a partir des données de notre prototype et pour le méme point de fonctionnement (0.02

Nm et 30 000 tr/min), on montre qu’il existe, la encore, un triplet de valeurs de commandes
optimales.

Elles valent :

la opt — 0.83 A It opt — 1.71 A LlJopt = -4525°

i) -,

TR

2
'S

S
T
-‘_“1_ e

L
e
g
'*..-E'-.p#}}"f..-
e

4

pertes todales (W

o e
e

Peres converissenr (W

Ly

|
1

g ! H(A) Ia (A oo

Fig. 3.3.5.a : Evolution des totales dans le plan Fig. 3.3.5.b : Evolution des pertes convertisseur
(15, ly) - Pertes convertisseur incluses dans le plan (I, If)

3.3.3 Fonctionnement a pertes minimales

Aprés avoir montré I’existence de variables de commande optimales pour un
fonctionnement a pertes minimales, nous allons étudier comment évolue le rendement dans les
deux cas suivants : fonctionnement a courant d’excitation maximum constant (équivalent aux
machines a aimants), puis fonctionnement a courant d’excitation variable en méme temps que
I’angle d’autopilotage. Les pertes dans le convertisseur ne sont ici pas prises en compte.

Les figures 3.3.7 et 3.3.8 montrent I’évolution des commandes optimales dans le cas d’un
fonctionnement a pertes minimales pour deux fonctionnements a couple électromagnétique
constant sur toute la plage de vitesse allant de la vitesse de base (10 000 tr/min) a la vitesse
maximale imposée par la limitation en puissance (voir Fig. 3.3.6) de la source (30 000 tr/min
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pour un fonctionnement a 10 % de Cwmax €t 20 000 tr/min pour un fonctionnement a 50 % de
CMax).

Cem
CMa
0.5 Cppaxs
v
0.2 Cy %
" ax
(6} b 20000 tr/min () M ax
10000 tr/min 30000 tr/min
Fig. 3.3.6 : Trajectoires étudiées
6 | | | | | 6 ‘ ‘ ‘ |
o A S A B == S o L]
e e N AR S S R ;
g Zgl;;ﬁ***‘ﬁ****ﬂ‘ ***** ‘T***** g 2r---- ﬂ‘ 77777 T 77777 : 77777777777 : ””””
0 | | | | : o 1 1 1 1
0 0.5 1 15 2 2.5 3 0 0.5 1 L5 2 25 3
) —— exc.variable | 1 1 l —— exc.variable ! ! !
2f — exc.oste  |ooroooqmooooree—e A 2:%””*:””**
E | | ) 1%,,,,: ,,,,, <{ ,,,,, L,,,,,
) 1 1 1 1
oo } go 0.5 1 15 2 25 3
‘ ‘ ‘ : -50[ -~ \HA *****
) | ] | | ' | | | | |
100 05 1 15 2 25 3 % 0.5 1 15 2 2.5 3
vitesse (tr/min) % 10" vitesse (tr/min) x 10

Fig. 3.3.7 : Variables de commande optimales  Fig. 3.3.8 : Variables de commande optimales
pour un fonctionnement a pertes minimales pour un fonctionnement & pertes minimales
(10 % de Cmax) (50 % de Cmax)

La figures suivantes (3.3.9 et 3.3.10) montrent clairement qu’une commande avec action
combinée sur le courant d’excitation et sur I’angle d’autopilotage permet d’améliorer
sensiblement le rendement pour des fonctionnement aux faibles couples électromagnétiques. Pour
un fonctionnement a 10 % du couple électromagnétique maximum, le rendement est amélioré
d’un facteur 2 & 3.
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Fig. 3.3.9: Rendements optimaux pour un Fig. 3.3.10: Rendements optimaux pour un
fonctionnement a pertes minimales fonctionnement a pertes minimales
(10 % de Cmax) (50 % de Cmax)
i .46
LR 0.4
= =
{1 ] 0.2
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Fig. 3.3.10: Rendement optimal dans le plan Fig. 3.3.11: Rendement optimal dans le plan
(Cem, vitesse) pour un fonctionnement avec (Cem, vitesse) pour un fonctionnement avec
optimisation sur I, I et Y optimisation sur I, et Y seulement

Les figures 3.3.10 a 3.3.14 montrent, de deux maniéres différentes, comment I’action
combinée sur le courant d’excitation et sur I’angle d’autopilotage permet I’amélioration du
rendement aux faibles valeurs de couple électromagnétique et aux vitesses élevées. On remarque
notamment sur la figure 3.3.13 comment les sufaces iso-rendement s’élargissent vers les
fonctionnements a faible couple par rapport a la figure 3.3.14.
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)
m
!
’
C

0 05 1 15 2 25 3 0o 05 1 15 2 25 3

4 4

vitesse (tr/min) x 10 vitesse (tr/min) x 10
Fig. 3.3.13: Courbes iso-rendement pour un Fig. 3.3.14: Courbes iso-rendement pour un
fonctionnement a pertes minimales fonctionnement a pertes minimales
avec optimisation sur I, 1, et @ avec optimisation sur |, et Y seulement
Conclusion

Aprés avoir proposé une solution simple pour I’autopilotage de la machine a partir d’un
capteur rudimentaire délivrant une impulsion par tour, il reste & implanter la régulation de
puissance.

L’étude présentée au paragraphe 3.3 a montre qu’il existe pour chaque point de
fonctionnement un triplet de grandeurs de commande optimales assurant le fonctionnement a
pertes minimales. Cependant, cette théorie n’offre pas directement une solution a la réalisation
d’une commande en puissance. Concernant le fonctionnement & pertes minimales, aujourd’hui
deux techniques ressortent.

La premiere, étudiee pour la commande des machines a courant continu, consiste, & partir
de la mesure de la puissance sur le bus DC, a minimiser cette puissance en faisant varier soit le
courant d’excitation soit la tension d’induit [TAK_97]. Cette méthode présente I’avantage d’étre
insensible a la variation des parametres de la machine tel que la résistance de I’induit. En
revanche, elle est source d’instabilité et peu produire des oscillations de couple lorsque les
dynamiques recherchées sont élevées. Par ailleurs, lorsqu’il faut agir sur les trois variables de
commande d’une machine synchrone, cet inconvénient risque d’étre incontournable.

La seconde méthode consiste, a partir de la mesure des courants et de la vitesse, a appliquer
les grandeurs de commandes optimales connaissant le modéle des pertes. Les parameétres de
commande sont ensuite générés, soit par calcul [CRI_99],[KUS_83], [HON_84], [EGA _85] soit
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en utilisant une table de données. Les temps de calculs sont longs et la variations des parametres
de la machine peuvent produire des erreurs significatives.

A ce jour, nous ne savons pas laquelle de ces deux derniéres solutions est susceptible de

répondre le mieux a notre cahier des charges. Une étude comparative de ces deux techniques doit
donc étre entreprise.

- 116 -



CHAPITRE 4 Optimisation de I’actionneur

CHAPITRE 4

OPTIMISATION DE L’ACTIONNEUR

CHAPITRE 4 : OPIMISATION DE L’ACTIONNEUR ...t e e 117
INTRODUGCTION . .. oo ettt e et e e et et e et e e e e et e e et e et e aeneenees 118
4.1 Optimisation d’une machine cylindrique « sinus élémentaire » sans encoches............ 118

4.1.1 Expression du couple électromagnétique..........c.oevveeviiiiiie i e, 119

4.1.2 EXpression des PerteS JOUIE. ... .o it e e e e e e 121

4.1.3 Expression des pertes MagnétiqUeS.......ovvueueeereierineciiieeeiiiee e eeraneeenanas 121

4.1.4 Optimisation & volume constant et pertes Joule uniquement....................... 124

4.1.5 Optimisation a volume constant et prise en compte des pertes magnétiques.... 127

4.2 Optimisation d’une maching diSCOTUE ........c.c.veviriie et e e e e 128

4.2.1 Modélisation simplifiée de I’actionneur...............coveiiin i e, 128

4.2.2 Optimisation de I’actionneur pour un volume d’entrefer donneé................... 131

4.2.3 Optimisation de I’actionneur a volume d’entrefer variable......................... 133

4.2.4 Optimisation globale de I’actionneur avec son convertisseur d’alimentation.... 133
CONCLUSION. .. ¢t e e e e e e e e e e e e e e 136

- 117 -



CHAPITRE 4 Optimisation de I’actionneur

CHAPITRE 4

OPTIMISATION DE L’ACTIONNEUR

Le choix du critére d’optimisation peut étre différent selon le type d’application visée.
Dans le cas du stockage électromécanique d’énergie, il s’agit de rechercher les variables qui
minimisent les pertes pour un point de fonctionnement donné (couple et vitesse). Sur une
plage de vitesses, comme cela sera montré dans ce paragraphe, il n’existe pas d’optimum fixe
(sauf en ne considérant que les pertes Joule), autrement dit une structure optimisée pour la
vitesse de base ne I’est plus forcement a la vitesse maximale. Il faut donc avoir une idée assez
précise des cycles de fonctionnement auxquels sera soumis I’actionneur tels que les profils de
couple et de vitesse pour dégager le jeu des parameétres optimaux conduisant a un minimum
de pertes énergétiques sur un cycle complet de fonctionnement. L’étude présente ici la
premiére étape de ce travail, I’optimisation sur un point de fonctionnement.

L’objectif de ce chapitre consiste a dégager des lois générales de dimensionnement qui
ne dépendent en rien de la complexité des modeles utilisés. On montrera, par exemple, qu’un
fonctionnement a pertes minimales implique certaines conditions d’égalité entre différentes
pertes. Cette étape doit permettre une interprétation correcte des résultats complexes qui
seront fournis plus tard lors de I’optimisation a partir du modele complet de la machine. Ce
pré-dimensionnement s’inscrit donc dans le cadre d’une théorie générale de dimensionnement
des convertisseurs électromeécaniques.

Nous présenterons donc brievement la modélisation et les premiers résultats de cette

théorie appliqguée au cas des machines cylindriques de type synchrone puis nous
développerons plus en détail le cas des machines discoides qui nous intéresse ici directement.

4.1 Optimisation d’une machine cylindrigue « sinus élémentaire » sans encoches

Nous allons donc commencer a traiter le cas d’une machine dite élémentaire constituée
de deux bobinages (inducteur et induit) representés chacun sous la forme d’une nappe de
courant dont la densité est homogéne et de variation sinusoidale avec la position. Dans cette
configuration, a bobinages situés dans I’entrefer, les champs magnétiques sont a répartition
spatiale parfaitement sinusoidale et le couple électromagnétique est sans ondulations. A partir
de la figure 4.1.1, tous les types d’actionneurs cylindriques a champ radial peuvent étre traités
moyennant quelques adaptations. L’entrefer mécanique dont I’épaisseur est faible devant les
épaisseurs des bobinages est négligé pour alléger les calculs et la perméabilité du fer est
supposée infinie.
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partie ferromagnétique
soumise a un champ fixe

bobinage inducteur

- ' Ja(6)

J£ (9)

partie ferromagnétique
soumise a un champ variable

Fig. 4.1.1: Présentation d’une machine élémentaire cylindrique sans encoches

Nous allons commencer par traiter le cas d’école d’une machine synchrone a inducteur
intérieur tournant et bobiné. La partie ferromagnétique interne et le bobinage d’excitation
tournent au synchronisme et ne sont donc pas le siege de pertes magneétiques. Pour les parties
fixes, stator et bobinage induit, nous distinguerons les pertes par courants de Foucault et les
pertes par hystérésis en utilisant un modeéle de pertes global que nous décrirons plus loin.

Si les densités de courant sont homogenes
dans les bobinages, pour une position

donnée du rotor on peut exprimer la ,
répartition du courant d’excitation sous la ‘ de
forme: o

J£ (8) = g -cos(p.0) (4.1.1)

Et la répartition du courant dans le e )
bobinage de I’induit sous la forme : Y | L bobinage
Rm Rm induit
J. (6) =J\.cos(p.6 - 412 )
(0= Jam (P8-2) ( ) Fig. 4.1.2: Elément du bobinage induit et ses
dimensions

4.1.1 Expression du couple électromagnétigue

Puisqu’il s’agit ici d’une machine a bobinages sans fer, le formalisme de Laplace peut étre
utilisé directement. L expression de la force de Laplace exercée sur un élément de volume dV
(cf. Fig. 4.1.2) du bobinage de I’induit en fonction de la position angulaire s’écrit :

dF(6) =B+ (8) 0J4(0).dV (4.1.3)
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L’ expression de I’induction créée par le bobinage d’excitation dans I’entrefer est ici
calculée en appliquant le théoreme d’Ampére. Si I’on suppose I’épaisseur d’entrefer
magnétique AB suffisamment faible, alors le champ est parfaitement radial. Afin de garder
des calculs simples et suffisamment exploitables, nous supposerons en premiére
approximation que cette hypothése est vérifiée. L’application du théoreme d’Ampere sur le
contour [ symetrique par rapport & I’axe de référence (axe du champ inducteur) permet de
calculer I’expression de I’induction dans I’entrefer en fonction de la position angulaire :

Bf aR +0
2.4—dr= [ [Jgv cos(p@').r.dr.de (4.1.4)
r Ho aaR -0
On trouve :
HoJdfm-R (@ -a2) .
Bs (6) = sin(p.8) (4.1.5)
2p (e —0ga)

' "\bb' d'indui
O(a.R\\ \ ,/ obinage d'induit

s bobinage inducteur

Fig. 4.1.3: Application du théoréeme d’ Ampére pour le calcul de I’induction dans les
bobinages (entrefer mécanique négligé)

Alors, d’apres I’expression 4.1.3 :

2 _ 2
dr(g) = MM R (@7 =0&) G o 51 cos(po—g) . rdr. de. dz (4.1.6)
2p (ae —0ja)
Et:
aeR 2m L 2 _ 2
Com = | Inf HoJamJrm R (a aa)(sin(2p9—§)+sin(§)).r2dr.de.dz (4.1.7)
aR 0 0 4p (ae —0y)

La relation liant € a I’angle d’autopilotage ( s’écrit (voir paragraphe 3.1):

-120 -



CHAPITRE 4 Optimisation de I’actionneur

T
2
L’expression finale du couple électromagnétique s’écrit :

4.2 2y(3_ 3
6p (e —04)

4.1.2 Expression des pertes Joule

Dans un élément de volume du bobinage, I’expression des pertes Joule s’écrit :

réf. A J(8) = Jy, cos(pe)

dp;(6) = pJ2(6).L.rdrde (4.1.10)
Avec
J(B) = J\ cos(pe) (4.1.11)

On montre que :

2 52
-R
— M m 12
Py =pmL. 5 I (4.1.12) Fig. 4.1.4 : Nappe de courant et ses
dimensions
Alors :

R?

Py = p.r[.L.?.(o(f) ~a%)J%,  pertes Joule du bobinage d’induit (4.1.13)
R?

Py = p.n.L.T.(o(2 ~a2)J3,  pertes Joule du bobinage inducteur (4.1.14)

4.1.3 Expression des pertes magnétiques

Dans la configuration étudiée ici, seules les parties fixes sont balayées par un champ
variable et sont donc le siége de pertes par hystérésis et par courants de Foucault. Nous
distinguerons donc :

« les pertes par courants de Foucault dans le bobinage et dans la carcasse
statorique
 les pertes par hystérésis dans la carcasse statorique

En premiére approximation, les effets de couplage entre champ électrique et champ
magnétique ne sont pas pris en compte. Nous adopterons donc les modeles de pertes définis
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dans le chapitre 3 (modeéles de pertes) en introduisant toutefois des coefficients de pertes
volumiques afin d’intégrer la géométrie de la machine dans les équations.

Les pertes d’origine magnétique dans le bobinage de I’induit sont créées par le champ
résultant, noté Bg, qui est une composition du champ de I’induit et du champ inducteur.

On rappelle I’expression des champs :

c_ham_p B, Br
BBfM _ HoJfm-R .(0(2 —Gg) induit champ
g 2.p (0e —0y) résultant
] (4.1.15) B,
EBaM _ uo-Jal\/l-R_(O(g ~a?) champ
B 2.p (e —ayp) inducteur

Fig. 4.1.5 : Représentation vectorielle des
champs

L expression du champ résultant dans I’entrefer s’écrit (voir § 2.5.3) :

B =BZ +B2 +2B By.sinw (4.1.16)

Ou y est I’angle d’autopilotage (Fig. 4.1.5).

A réf.

Les pertes magnétiques dans la carcasse
statorique, sont dues a I’induction résultante dans
la carcasse qui se calcule a partir de la loi de
conservation des flux. Le flux traversant la
surface extérieure du bobinage de [I’induit
repérée en pointillés sur la figure 4.1.6 est égal
au flux, noté ¢rc, traversant la surface reperée
par les pointillés dans la carcasse statorique.
Alors :

T/ 2p
brc = [Br-sin(p.6).ae.R.LA6  (4.1.17)
0

Avec Bgrc I’amplitude du champ dans la
carcasse qui s’écrit :
Fig. 4.1.6 : Répartition du champ
dRre =Bre-R.L.(-ae) (4.1.18)

L amplitude du champ dans la carcasse statorique, exprimée en fonction du champ
résultant dans I’entrefer, s’écrit donc :

Oe

- p.(Tae)'BR (4.1.19)

BRc
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Finalement, les pertes par courants de Foucault s’écrivent :

2

a

PE = E%-Vc + kFi.vi.z—eZEmz.B% (4.1.20)
p=.(1-ae)

Et I’expression totale des pertes par hysterésis :

a?

2
p?a—JSE%DBR (4.1.21)

Ou V. et V; sont, respectivement, les volumes de cuivre de I’induit et le volume de fer
de la carcasse statorique.

Les coefficients de pertes volumiques kyi et kr ont été calculés a partir des
caractéristiques typiques d’une tble d’acier d’une épaisseur de 0.3 mm. Une spécification
technique [Fin] donne pour une téle soumise a une induction de 1.5 T sous 50 Hz un niveau
de pertes égal & 0.97 W/kg. On peut considérer, en premiére approximation, que les pertes
magnétiques sont dues a 60% au pertes par courants de Foucault et a 40 % dues aux pertes par
hystérésis. Avec une masse volumique pour I’acier de 7.65 g/m° on obtient les valeurs
suivantes :

Kui=1.2 U.S.I.
Kg = 0.02 U.S.I. (4.1.22)

Pour le coefficient de pertes volumiques, Kee, qui illustre les pertes par courants de
Foucault dans le bobinage, il est moins évident de s’appuyer sur la caractéristique technique
d’un conducteur en cuivre type comme pour le cas des pertes dans la carcasse dans la mesure
ou les pertes dépendent fortement de la taille des conducteurs. Dans une optimisation plus
poussée, cette taille devrait donc étre un parametre important de I’optimisation. Pour I’heure,
nous allons considérer que le bobinage est constitué de conducteurs d’une taille usuelle. Pour
un conducteur, considéré arbitrairement de section carrée (d?), plongé dans un champ
magnétique variable, on montre [HOA th] que les pertes volumiques, en basses fréquences,
s’expriment :

BEQ.(,L)Z.d2

W/m?3) =
Pr( ) 2p

(4.1.23)

En identifiant le terme de I’expression 4.1.23 au terme relatif aux courants de Foucault
de I’expression 4.1.20, on peut écrire kg, sous la forme :

d2
kg = —— 4.1.24
Fc 12.p ( )

Pour des conducteurs de section 1 mm? (correspondant a une densité de courant de 10
A/mm?2 avec un courant de 10 A), on obtient :

kee = 2.1 U.S.I. (4.1.25)
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4.1.4 Optimisation a volume constant et pertes Joule uniguement

Calculs analytiques

Les calculs analytiques n’ont été effectués que dans le cas simple d’une optimisation ou
seules les pertes Joule sont prises en considération et avec la variation d’un seul parameétre
géomeétrique a. L’optimisation porte donc sur les paramétres de commande Jav, Jav (pUisque,
a pertes Joule seules, Yopr = 0) et sur a. L’objectif principal etant d’une part de montrer
comment se pose le probleme et d’autre part de valider les résultats fournis par un algorithme
génétique avant d’en faire une utilisation pour des cas plus complexes avec plus de variables.

A pertes Joule seules, la fonction codt, notée py, s’écrit :

2 2
R R
Pt = p.n.L.T.(qg —az).JgM +p.T[-L.T.(('12 —o(g).szM (4.1.26)

A puissance électromagnétique et vitesse données, le couple électromagnétique est
imposé et il fixe la fonction objectif:

_ HoTam JmLR? (@® —af).(ad -a®)
6p (0e —atq)

Cem (4.1.27)

Les contraintes prises en considération sont: les contraintes de saturation dans la
carcasse statorique et dans I’axe ferromagnétique, la contrainte thermique et les contraintes
mécaniques. Pour cette premiere étape, on impose les contraintes géométriques en imposant la
valeur des parametres q, et o, respectivement 2 0.2 et 0.8.

La relation 4.1.19 permet d’exprimer la contrainte de saturation dans la carcasse
statorique que I’on choisit arbitrairementa 1 T. On a donc:

Br <1T (4.1.28)

Bg <1T (4.1.29)

Pour la contrainte thermique, on suppose la température homogene dans tout le
bobinage et la carcasse du stator & la température ambiante. Les échanges thermiques se font
donc par conduction entre la surface externe du bobinage de I’induit et la surface interne du
stator puis par convection et rayonnement a la surface du stator. La surface d’échange
thermique, en négligeant les surfaces d’échange aux extrémités s’écrit dans ce cas :

Sih = 2.mae R.L (4.1.30)
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D’ou I’expression de la contrainte thermique :
2o =2PE _100eC (4.1.31)
Sth
Avec h : coefficient d’échange thermique. (ici h = 10 W/m2.K)

A partir de la fonction objectif, I’expression de (Jmm)* est calculée et réintroduite dans la
fonction a minimiser. Ainsi, la fonction co(t devient une fonction des deux variables Jav et a

qui s’exprime :

2 2
R4.L O K 1 D
pnz L qa2-0?)i2y + s (4.1.32)
g (ag —a”) (0( _O(a) JaM @
Avec la constante :
K = 6-I0-C|3_eg4 (4.1.33)
po.T[. .

Le calcul et I’annulation des dérivées partielles par rapport aux deux variables restantes

conduisent aux deux résultats suivants :

Py K2

Pt 0 0 () ‘ (4.1.30)
0Jam T lopt (ag—a3)2.(a§—a2).(a2—a§)

0 4.0(3—3.(:(.0(2—0(3

Pi_o g (JaM)4‘ =K2 % “o00a e (4.1.31)
oa opt (0e —a®)’.(a” —ajz)

Pour les applications numériques, on propose I’utilisation des données suivantes

L 0.2m

R 0.1m

Oe 038

Oa 0.2

Pem 1kW
vitesse 10000 tr/min

Tab. 4.1.1 : Données utilisées

On trouve donc le triplet de valeurs optimales pour le fonctionnement a la puissance
électromagnétique et a la vitesse définies tableau 4.1.1.

Jtm opt =1.26 A/ mm?

Jamopt =1.34 A/mm?

a opt = 062

Avec p; =58 W.
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Calculs par algorithme génétique

Lorsque le nombre de variables a optimiser devient important (> 4) I’utilisation d’un

algorithme d’optimisation devient indispensable. Notre choix s’est porté sur I’utilisation d’un
algorithme de type génétique.
Pem

[Q minvQ max]

4 it )

Optimisation
Jtm Jdam W) (Algorithme génétique)

a—

Modele analytique

Contraintes
- géométrique
- thermiques

- magnétiques

pertes T

Baxe
AB

fonction
a minimiser

pertes

(JfmJam W) opt

Fig. 4.1.7 : Algorithme d’optimisation

Les optimisations que nous allons présenter désormais seront effectuées pour une

puissance électromagnétique constante sur la plage de vitesse comprise entre Qmin €t Qmax-
(voir Fig. 4.1.7).

Résultats

Les premiers résultats obtenus (Fig. 4.1.8), avec les paramétres a, et o iMposes
respectivement & 0.2 et 0.8, permettent de confirmer la validité de I’algorithme génétique.
Comme il a été vu au chapitre précédent, le fonctionnement a pertes minimales est obtenu
lorsque I’ensemble des pertes proportionnelles au carré du courant de I’induit (ici pertes Joule

de I’induit) est egal a I’ensemble des pertes proportionnelles au carré du courant de
I’inducteur (ici pertes Joule inducteur).

1.5 | | | 1 | | :
&El 25 | | | 0.75 | a\ |

£1 T N SRR
< | | |

o1 05 S e
Pt | ‘ ‘

£0.75 025 SRR R R
a | | |
05 ‘ ‘ ‘ 0 ‘ ‘ ‘

1 15 2 2.5 3 1 15 2 2.5 3

- - 4 - - 4

vitesse (tr/min) x 10 vitesse (tr/min) X 10

Fig. 4.1.8: Optimisation avec pertes Joule uniqguement
(fonctionnement a puissance électromagnétique constante — 1 kW)

- 126 -



CHAPITRE 4 Optimisation de I’actionneur

g - /‘pertes Joule de l'inducteur
2 200 - \*\\\M """
g | | ST
pertes Joule de I'induit
1 15 2 2.5 3

vitesse (tr/min) X 104

Fig. 4.1.9: Evolution des pertes optimales
(fonctionnement & puissance électromagnétique constante — 1kW)

4.1.5 Optimisation a volume constant et prise en compte des pertes magnétigues

Lorsque les pertes d’origine magnétique sont prises en compte, les résultats présentés
figures 4.1.10.a et b montrent que la géométrie optimale de I’actionneur dépend de la vitesse.
Pour cette optimisation o, et o sont variables et a, est gardé fixe a 0.2. Un actionneur
électromécanique correctement dimensionné devra donc I’étre a partir d’un cycle de
fonctionnement type et non pour le point de base [BIA_98]. La fonction a minimiser devient,
dans ce cas, I’énergie perdue sur tout le cycle.

1

ae‘

09} - — ffffff
08
0.7p -~~~ e ]
-a ‘ ‘ )
06 ] ‘ ‘ Fig. 4.1.10.a: Evolution de la géométrie optimale
1 1.5 2 2.5 3 avec prise en compte des pertes magnétiques
(Pem =1 kW)
0

T
(S
<
8
e
(3}
a)

00 s 2 25 3 s 2 25 3

: . 4 : . 4
vitesse (tr/min) x 10 vitesse (tr/min) ~ x 10

Fig. 4.1.10.b: Evolution de la géométrie optimale avec prise en compte des pertes
magnétiques (Pem = 1 kW)
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= 1
S 00
2 80
(3]
<!
w60
S ‘ ‘ ;
& ‘ ‘ ‘
o 40 | | |
1 1.5 2 2.5 3

20 | | x 10*
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Les figures 4.1.10.a, 4.1.10.b et 4.1.11 confirment la nécéssité d’une action combinée
sur I’angle d’autopilotage (s et le courant d’excitation J;. D’autre part, malgré la prise en
compte des pertes magnétiques (pertes par courants de Foucault et par hystérésis), I’égalité
entre le terme de pertes proportionnel & Juu® et le terme de pertes proportionnel & J% reste
valable.

Le travail présenté sur la modélisation d’une machine cylindrique élémentaire constitue
I’ébauche d’une analyse encore & compléter dont I’objectif, a terme, est d’intégrer les pertes
du convertisseur, d’optimiser le nombre de spires par péles et par phase et d’ajouter
également au nombre des variables & optimiser le volume et le nombre de paires de pdles.

4.2 Optimisation d’une machine discoide

4.2.1 Modélisation simplifiée de I’actionneur

La modélisation semi-analytique 2-D basee sur I’utilisation des perméances surfaciques
(8 2.4) a donné des résultats satisfaisants pour ce type de structure [BER_01]. Mais la
premiere étape d’optimisation a été entreprise a partir de la machine élémentaire présentée
figure. 4.2.1. Les bobinages de I’inducteur et de I’induit sont représentés chacun sous la forme
d’une nappe de courant dont la densité est homogeéne.
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nappe de
courant inducteur

Ja v
e ot . |
il
nappe de | axe magnétique

courant induit

T

volant

Fig. 4.2.1 : Machine discoide élémentaire et ses paramétres principaux

Les tétes de bobines (zones hachurées sur la Fig. 4.2.1) seront, dans le cadre de I’étude,
supposées infiniment minces (v=0) et les pertes associées négligées. Le courant induit est
donc supposé radial partout et sinusoidal selon 6. Dans une structure discoide, a courant
donné, la densité, dans la nappe de courant, est une fonction inverse du rayon. En prenant
pour référence la densité de courant au rayon intérieur telle que Ja(a.R)max Soit égale a Jau, on
peut alors écrire :

R
3,(r,0) = GT-‘]aM .cos(p.6 - 6p) 4.2.1)

Si les pistes du bobinage d’excitation sont de section constante, la densité de courant
inducteur s’exprime :

Js (6) = J¢ (4.2.2)
En premiére approximation, on considére ici une induction en forme de créneaux dans
I’entrefer. En introduisant un coefficient de fuites y (inférieur a 1) et en négligeant I’entrefer

mécanique devant he, I’expression de la composante fondamentale de I’induction calculée,
pour une ouverture dentaire (3 de 1vp, a partir du theoreme d’Ampére s’écrit :

2 Up-y

Bf = Jf R.(a - Ga).Sin(pe) (4.2.3)
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Parce que les effets de saturation et que la réaction des courants induits ont été négligés
dans cette approche, I’amplitude de I’induction dans I’entrefer est indépendante de la hauteur
d’entrefer.

Expression du couple électromagnétique

En appliquant le formalisme de Laplace, on montre que I’expression du couple
électromagnétique s’écrit :

Cem = po.y.he.R4.a.(1—0(3)(a —0g)-Jam Jf-cos(y) (4.2.4)

Expression des pertes Joule

Les pertes Joule de I’induit et de I’inducteur s’expriment par les relations :
1
Py =prihe R2a2.InE= 2y (4.2.5)
(o[
pyr =pmiheR2.(a® —a2)J? (4.2.6)

Expression des pertes magnétigues

Dans la configuration étudiée ici, seul le bobinage de I’induit, plongé dans un champ
variable, est le siege de pertes par courants de Foucault. Ces pertes sont dues a la composante
alternative de I’induction résultante (notée Bg). Exprimées en fonction d’un coefficient de
pertes volumiques notée kg et du volume du bobinage de I’induit noté V,, elles s’écrivent :

Pr =kp.Va.(pQ)2 B2 (4.2.7)

Pour la valeur du coefficient kg, nous reprendrons la valeur donnée par I’expression
4.1.25 dans le cas de la machine cylindrique.

Le champ résultant Bg est une combinaison des champs de I’induit et de I’inducteur. Le
champ de I’induit B, se calcule comme le champ inducteur en appliquant le théoréeme
d’Ampeére. En considérant que les inductions d’entrefer varient sinusoidalement :

Br =4B2, +B2y +2Bgy Bay.sin W (4.2.8)
Ou y est I’angle d’autopilotage (voir Fig. 4.1.5).

Les contraintes

Quatre contraintes sont ici prises en compte. La contrainte de saturation dans I’axe, la
contrainte thermique et deux contraintes mécaniques. La contrainte de saturation est déduite
de la loi de conservation des flux et la contrainte thermique est exprimée par une loi linéaire
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modélisant les échanges thermiques par convection entre la surface totale d’échange
thermique du bobinage avec I’air ambiant (la température est supposée homogene dans tout le
bobinage). Enfin, les contraintes mécaniques [KER_99] imposent une valeur minimale a o et
O que nous fixerons respectivement ici 8 0.5 et 0.2.

2
By = V'B;W' 229 cos(y) <1 T (4.2.9)
Oaa
NG = Ehpgﬂ <100°C (4.2.10)
th

Avec h : coefficient d’échange thermique. (h = 10 W/m2.K)

4.2.2 Optimisation de I’actionneur pour un volume d’entrefer donné

Parce que les disques en aciers solidaires du volant d’inertie participent au stockage de
I’énergie et parce que I’objectif recherché est la maximisation du rendement de I’actionneur,
I’épaisseur des disques et leur masse ne seront pas prises ici en considération. Les premiers
résultats présentés sont donc obtenus pour un volume fixé d’entrefer. C’est & dire pour un
rayon extérieur R et une épaisseur d’entrefer h, donnés. Les variables a optimiser dans ce
paragraphe sont les paramétres de commande J, J, I’angle d’autopilotage s et le seul
parametre géométrique a. L’optimisation s’effectue pour une puissance électromagnétique
constante sur la plage de vitesse comprise entre Qmin €t Qmax. L€ nombre de paires de poles est
fixé pour ce paragraphe et pour les suivants a quatre.

Premiéres regles d’optimisation

La figure 4.2.2 montre le résultat de I’optimisation (par algorithme génétique) lorsque
les contraintes ne sont pas sollicittes et pour un fonctionnement & puissance
électromagnétique constante sur toute la plage de vitesse. La courbe bleue est obtenue lorsque
seules les pertes Joule sont prises en compte et la courbe rouge est obtenue avec la somme des
pertes Joule et des pertes magnétiques. Dans ces deux cas, les parameétres d’alimentation sont
optimisés en chaque point de fonctionnement.

0,66
r——s—F—F—F—F—F—F8—8—8——Ff
- (M
Q.
ot —6—6—0—9
< 0,65
<
o
©
0,64 T T T
10000 15000 20000 25000 30000

vitesse (tr/min)
—B—pJ uniqguement ——pJ + pF

Fig. 4.2.2 : Optimisation géométrique pour différentes vitesses
(p=4, he=10mm, R = 0.1 m, aa = 0.2, Pey, = 500W)
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La figure 4.2.2 illustre, pour les vitesses comprises entre la vitesse de base et la vitesse
maximale, comment la prise en compte des pertes magnétiques peut modifier la géométrie
optimale. Ce premier résultat montre qu’il est important d’optimiser I’actionneur sur cycle
[PER_th]. Dans notre cas, les cycles de fonctionnement sont aléatoires la géométrie optimale
ne peut étre dégagée de facon systématique. Une technique, déja proposée [BIA 98], consiste
a pondérer chaque point de fonctionnement par un coefficient. A partir d’un relevé sur un
grand nombre de cycles, les poids les plus forts sont attribués aux points de fonctionnement
les plus fréquents. Dans ce cas, la fonction & minimiser n’est plus la fonction pertes mais
I’énergie dissipée cumulée.

La figure 4.2.3 présente le résultat de I’optimisation du point de vue des grandeurs de
commande.

40 ‘ T
1 . pertes totales
) 30 ,,,,,, ~— - - - - N T
3 20
2
10
0 l . de Foucault
1 1.5 2 25 3
40 x 10"
. terme de pertes i
. proportionnel aJaM? o -
2 30 ----- R A TR
(%] c
2 LA /f:\/\‘ ‘
@ N e L - s - A
g 20 e = o terme de pertes
‘ 'proportionnel a Jf2 . . . .
10 ‘ ‘ ‘ Fig. 4.2.4: Evolution des pertes avec la vitesse
1 15 2 25 3 (en fonctionnement a pertes minimales)
vitesse (tr/min) x 10
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La figure 4.2.4 montre une propriété intéressante. L optimum est obtenu lorsque le
terme de pertes proportionnel au carré de la densité de courant induit est égal au terme de
perte proportionnel au carré de la densité de courant inducteur. D’une maniere générale, nous
avons montré au paragraphe 3.2 qu’a géométrie donnée et sans terme de pertes dans le
convertisseur, I’expression des pertes minimales peut s’écrire sous la forme simplifiée :

Pmin =aJam +bJZ —cfo(Iamds . 1) (4.2.11)

Ou a, b et ¢ sont des constantes et ou le troisiéme terme traduit la contribution du
produit croisé Bau.Bmu. L’égalité des deux premiers termes de [I’équation 4.2.11
proportionnels & J%y et J% est donc une condition nécessaire mais pas suffisante pour un
fonctionnement a pertes minimales.

4.2.3 Optimisation de I’actionneur & volume d’entrefer variable

Un simple calcul a partir des relations 4.2.1 & 4.2.8 montre que le rendement de
I’actionneur est directement proportionnel au carré du rayon R et qu’il est indépendant de la
hauteur d’entrefer h,.

n(R)OR? (4212 et nhe)=cste  (4.2.13)

Ce premier résultat montre donc clairement I’intérét de la forme discoide pour ce type
d’actionneur. En toute rigueur, I’induction, en statique, dans I’entrefer n’est pas homogene sur
toute la hauteur et pour tous les rayons [GER_01]. De plus, avec I’augmentation de la
fréquence, I’induction décroit lorsque I’on pénétre vers I’intérieur du bobinage et dégrade
ainsi les performances. Pour cette raison, la hauteur du bobinage influence les pertes et
modifie alors le rendement. Toutefois, on peut estimer que pour un bobinage dont I’épaisseur
totale de cuivre reste supérieure ou égale a 2.5 (&: profondeur de pénétration du champ) les
relations 4.2.12 et 4.2.13 ne sont valables. A 2 kHz cette épaisseur vaut 3.2 mm.

4.2.4 Optimisation globale de I’actionneur avec son convertisseur d’alimentation

L’ optimisation globale incluant les pertes dans le convertisseur statique d’alimentation
est intimement liée a I’optimisation du nombre de spires dans I’actionneur. Un nombre de
spires important réduit la contrainte courant commuté par les semi-conducteurs et donc les
pertes qui leurs sont associées mais réduit le degré d’optimisation du courant d’alimentation
dans la machine et augmente les pertes Joule (section plus faible).

On introduit maintenant dans la modélisation :

» le nombre de spires par pole et phase,
» les pertes dans le convertisseur d’alimentation.

Nombre de spires/pdle/phase

En introduisant la force magnétomotrice maximale E,v produite par le bobinage de
I’induit et le coefficient de remplissage K, pour I’induit, il possible d’écrire I’égalité suivante :
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he m/2p P i/ 2p
[ Jam-cos(pB).kR.dBdz=—. [Eqy.cos(p.8).d6 (4.2.14)
0 -m/2p T _m/2p

La f.m.m. totale de I’induit est liée, dans le cas ou la répartition de la densité de courant
est parfaitement sinusoidale, au nombre n de spires par p0le et par phase par la relation :

3

EaM :E.n.laM (4215)
Finalement :
3.p
J =——nl 4.2.16
M=ok R M (4.2.16)

Expression des pertes par conduction

Elles dépendent en réalité beaucoup du type de modulation. On considére ici, pour
simplifier la démarche, des semi-conducteurs du type 1.G.B.T + diodes parfaitement
symétriques (méme caracteristique de conduction pour les transistors et pour les diodes afin
de réduire le nombre de parameétres). Le modéle de pertes par conduction pour un
convertisseur triphasé peut alors s’écrire sous la forme classique :

O 12 Iag O
Pcond ZG-B{T-_ZM + V.M (4.2.17)
B

™A

Nous utiliserons les valeurs typiques suivantes :
Rr=40 mQ et V1 =2V.

Expression des pertes par commutation

Les pertes par commutation peuvent se modeliser en premiere approximation par une
expression du type :

Pcom =Kcomfd-lam (4.2.18)

Ou fy4 est la fréquence de découpage (prise ici a 50 kHz) et keom un terme de
proportionnalité fonction du type de semi-conducteur utilisé (on prendra 0.2 mJ/A).

Evolution des pertes avec le nombre de spires n

A couple et géométrie donnés, les expressions des pertes en fonction de la f.m.m.
maximale, du nombre de spires et des constantes (a, b ,c) dérivées des expressions 4.2.4 a
4.2.6 s’écrivent :
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2
E N
Pig =2 a2|v| pour les pertes Joule de I’induit (4.2.19)
kra
E2
Peys = 32" +C "’r‘]M pour les pertes convertisseur (4.2.20)
1 o
08 1 )
E 0,6 |
[<5]
g 04
0,2
O T T T T
0 10 20 30 40 50

nombre de spires

Fig. 4.2.5: Evolution du rendement avec le nombre de spires
(Pem =500 W — 10000 tr/min)

D’apres ces deux équations, les pertes décroissent avec le nombre de spires. En
pratique, le nombre de spires est donc choisi le plus grand possible et limité uniquement par la
valeur maximale de la tension d’alimentation.

35
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=]
£
g
3
O
21 15 2 2.5 3
X 104
0

vitesse (tr/min) X 104

Fig.4.2.6: Paramétres de commande optimaux
(Nmax = 50 spires; Pem = 500 W)

La figure 4.2.6 présente les grandeurs de commandes optimales qui minimisent les
pertes pour un fonctionnement & puissance électromagnétique constante sur un plage de
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vitesse comprise entre 10000 et 30000 tr/min. Pour cet exemple le résultat de I’optimisation
donne une géomeétrie optimale fixe sur toute la plage de vitesse. On obtient :

Oopt = Omin = 0.5

Oaopt = Olamin = 0.2
Ropt = Rmax =0.1m

he opt = e max = 10 mm

60 ‘ ‘
pertes convertisseur
40 N Feee
% T
b . pertes par courantS |
= ZO\diFoucault' ) \ s
9 . pertesJoule —
1 15 2 25 3
x 10°
30 | : ¥
_ terme de pertes proportionnel a Jt
g 20°F - - - Tw?f:’f’i’fff?fﬁf,ii’ffffiif .
8 I I I
§_10 ——————— S T -
terme de pertes proportionnel a JaM
0 L L
1 15 2 25 3

vitesse (tr/min) x 10°

Fig. 4.2.7: Evolution des pertes optimales
(Nmax = 50 ; Pem =500 W, p =4, R=0.1, he = 10 mm)

Enfin, comme le montre la figure 4.2.7, la condition d’égalité entre les terme de pertes
proportionnels & J%u et J% n’est plus vérifiée. Cette modification est due & I’introduction dans
la modélisation du terme de pertes par commutation qui est proportionnel & lu.

Conclusion

La démarche proposée dans ce chapitre a montré quelles étaient les principales étapes et
les principaux points a aborder lors d’un processus d’optimisation.

Cette étude a montré notamment que le fonctionnement a pertes minimales était obtenu
lorsque le terme de pertes proportionnel & J% était égal au terme de pertes proportionnel & J¢
seulement lorsque I’on ne considére que les pertes dans la machine. Cette condition est
nécessaire mais pas suffisante, les pertes peuvent étre en effet encore minimisees en défluxant
par I’action combinée sur le courant d’excitation et sur I’angle d’autopilotage. Quant a la
géométrie, elle doit étre optimisée pour un cycle type de fonctionnement complet.

Enfin, en complément du travail portant sur la machine discoide, une optimisation
incluant le nombre de paires de pdles doit étre abordée. L’utilisation de modeles plus fins
introduisant notamment les tétes de bobines (v # 0) et la géométrie du bobinage doit pour cela
étudiée.
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CONCLUSION ET PERSPECTIVES

Les travaux effectués, durant cette thése et consacrés a I’étude du moteur/générateur
innovant développé par I’équipe «conception d’actionneurs» du LESIR, ont permis
d’apporter des solutions aux problémes suivants :

v' laréalisation du bobinage dans I’air

v lamodélisation électrique complete de I’actionneur

v le pilotage simplifié a partir d’un capteur de position simplifié délivrant une
impulsion par tour

v"une étude théorique sur la recherche des paramétres de commande optimaux pour un
fonctionnement a pertes minimales

v/ une introduction au probléme général du dimensionnement des actionneurs
électromécaniques alimentés par convertisseurs électroniques

Le choix de la technologie circuit imprimé pour la réalisation de notre bobinage dans
I’air s’est averé tres pratique. Par son aspect modulaire et parce que toutes les galettes sont
identiques, la réalisation et le montage du bobinage complet son tres simples et favorables a
une production en série. En revanche, nous ne pouvons pas réaliser I’équivalent du fil de litz
et limiter les pertes par courants induits en haute fréquence avec cette technologie.

En proposant une modélisation semi-analytique 2-D compléte de I’actionneur et
utilisable facilement par un algorithme d’optimisation, nous avons montré qu’une analyse 2-D
au rayon moyen combinée a I’utilisation des perméances superficielles est suffisante malgré
des effets 3-D, en apparence, assez prononcés. Ces résultats sont intéressants car ils
permettent de proposer un outil de dimensionnement efficace et applicable a I’ensemble des
actionneurs a champ axial.

Au chapitre 3, nous avons montré qu’une excitation bobinée, en offrant un degré de
liberté supplémentaire sur I’optimisation, permet d’améliorer sensiblement le rendement pour
les fonctionnements a faibles couples par rapport aux machines a aimants. Cette étude
théorique, grace a la prise en compte des pertes magnetiques (hystérésis + courants de
Foucault) et des pertes dans le convertisseur d’alimentation est applicable a I’ensemble des
machines synchrones a poles lisses et constitue un point de départ utile pour I’implantation
d’une commande a rendement optimum.

Enfin, dans le dernier chapitre nous avons proposé une théorie générale de
dimensionnement a partir de machines élémentaires intégrant géométrie et commande. Cette
approche n'offre pas seulement une étape intermédiaire utile entre la modélisation et
I’optimisation de notre actionneur, elle permet aussi de synthétiser un ensemble de
connaissances nécessaires a la conception des machines électriques qui ne sont pas toujours
posées de facon claire.
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En guise de perspectives, nous allons présenter les quelques points qui restent a traiter
pour finaliser le travail entrepris pendant cette thése.

Nous avons vu, au cours du chapitre 2, que notre modele de pertes magnétiques reste
valable tant que les courants induits n’affectent pas le champ magnétique résultant. Pour une
modeéelisation plus systématique des pertes, valable a toutes les fréquences, un travail
s’appuyant sur des calculs par éléments finis et sur d’indispensables mesures doit étre
effectué. Cette approche numérique du probléme, compte tenu de la complexité des calculs
analytiques, est la seule solution susceptible d’offrir un jeu de modeles semi-analytiques
adaptés a un algorithme d’optimisation. D’autre part, I’effet de la MLI sur les pertes reste a
observer expérimentalement en mode de fonctionnement normal et a modéliser ensuite si
nécessaire.

Au sujet de la commande du systeme, notre travail a montré les possibilités d’obtenir un
fonctionnement a pertes minimales en optimisant les parametres de commande. Cette étude
s’appuie sur une connaissance parfaite du modéle de la machine et ne peut étre utilisée
directement pour la commande en puissance du systéme. Un travail complémentaire doit étre
mene dans ce sens la.

Enfin, maintenant que nous disposons d’une modélisation compléte de la machine,
I’optimisation globale de I’ensemble convertisseur-machine peut étre reellement envisagée.
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Annexe A

Calcul des inductances

A.1 Calcul de I’inductance mutuelle entre bobinage inducteur et bobinage de I’induit

Le calcul du flux inducteur embrassé par la partie active d’une couche et d’un péle nord
(comprise entre les rayons R; et a.R,) comportant n spires (Fig. A.1.1) s’écrit :

n R2 +yk
®r NOR) =Y - [ [Psa(®8-6g) . Egg.rdrdd (A.1.1)
k=1 aR2 -yk

téte de bobine
extérieure

épire K

téte de bobine
intérieure

Fig. A.1.1: Représentation d’une couche avec un pdle et ses dimensions caractéristiques

Le calcul par éléments finis 2-D fournit le jeu des coefficients de la série de Fourier de
la perméance superficielle vue par le bobinage de la phase "a" lorsque le bobinage inducteur
est alimenté. On I’écrit, en fonction de la position du rotor 8g, sous la forme :

+00
Psta (eR ): Psfao + hZ Psfan -cos h.p. (8 -8R) (A.1.2)
=1
La force magnétomotrice générée par les ns spires du bobinage inducteur vaut :

Ef :EfO :nf.lf =cste (A.1.3)

Pour une couche et un pbéle sud décalé dans I’espace d’un angle 1Up, le flux peut
s’écrire :

Bra s(0R) = —mfa_NEeR +§E (AL4)
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Le flux total d0 a la contribution de tous les p6les et de toutes les n. couches s’exprime :

®1a(0r) =pNg |2 s(OR)+ P n(OR)] (A15)

Finalement, le flux total embrassé par les parties actives du bobinage de I’induit vaut :

®r, (Br)=2p N g RE.(L-a?) s gl gl BSfeh sin(hp.yy ).cos(h.pOg)

pour h impair (A.1.6)

En supposant le flux embrassé dans les tétes de bobines négligeable devant le flux
embrassé par les parties actives, la mutuelle inductance entre I’inducteur et I’induit se calcule
a partir de la relation suivante :

Mt (6g) =% (AL7)

Mfa(eR) 2.pn; nfRz(l az)z Z Sfah sin(h.p.yy).cos(h.p.6R) (A.1.8)
k=1 h=1

A.2 Calcul des inductances propres du bobinage de I’induit

L expression du flux propre d’une couche d’un p6le nord pour la phase "a" s’écrit :

n Ro +yk
®aa NOR) = 3 - | - [Pa(0-0g). Ea(6).rdrd (A2.1)
k 1 aR, vy

Psaa représente la perméance superficielle vue par le bobinage de la phase "a" lorsque
cette méme phase est alimentée. On I’écrit sous la forme :

Psaa (eR) Psaa0 + hElpsaah .cosh.p.(6-6R) (A.2.2)

La phase "a" qui est constituée d’un empilement de n; couches, créée une force
magnétomotrice égale a :

E,(8) =n¢.n.lI,.cos(p.B) (A.2.3)
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Le flux propre d’un pdle sud, décalé dans I’espace d’un angle 1vp, s’écrit :

q)aa_S(eR) = _q)aa_N%R +1_pTE (A.2.4)

Le flux propre total dd a la contribution de tous les pdles (2.p par couche) et de toutes
les couches s’exprime :

q)aa(eR) =Pp.ne [q)aa_S(eR)"'q)aa_N(eR)] (A.2.5)

Finalement, le flux total embrassé par les parties actives du bobinage de I’induit vaut :

2 0212 n :
D5 (BR) =N NR3.(L-C ).Ia.kz_l[zpaao sin(p.yy )]

n (o] - . _
+n2nR2.(1-a?)l,. 5 zpsaah.cos(h_p_eR)B'n(h +Dp.yk | sinh _1)p-vk O
k=1 h=2 H h+1 h-1

(A.2.5)

On calcule ensuite simplement I’inductance propre avec la relation :

D43 (OR)

Laa(Br) = |
a

(A.2.6)
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Annexe B

Calcul des pertes magnétiques dans un conducteur seul soumis a la fois a un
champ propre et a un champ extérieur

Il s’agit de montrer ici, dans le cas d’un conducteur soumis & deux sources de pertes
(par champ propre et par champ extérieur), comment s’expriment les pertes. Ce cas d’école
doit nous permettre d’introduire le cas plus complexe d’un assemblage de conducteurs. On
considere un conducteur de section constante sur toute sa longueur et les grandeurs exprimées
dans un repére cartésien.

X
y < ;ﬁ ) 7
} B2(x)* <

Fig. B.1: Conducteur infiniment long selon y et infiniment épais selon z.
La figure précédente (Fig. B.1) représente le conducteur etudié ou J, représente la
composante selon y (la seule composante ici considerée) de la densité de courant totale
circulant dans le conducteur et B, représente I’induction totale. Si la densité de courant Jy est

une composition vectorielle de la densité de courant due a la source et de la densité de courant
due aux courants de Foucault tel que :

Jy =dya +lyr (B.1)

Dans un élément de volume, le terme de pertes s’écrit :

dp = i.(Jf,a + JSF +2.] ya.JyF)
20 — - =
l \% terme croisé (B.2)

terme d0 aux pertes par courants de Foucault

terme dd aux pertes par effet Joule dans le
conducteur non soumis a un champ extérieur

L’ expression précédente montre qu’il existe, a priori, un terme croisé dans I’expression
des pertes totales dans le conducteur. Pour tenter de le calculer, nous devons remonter a
I’équation de Helmotz et considérer la solution générale du champ électrique. Elle permet
d’écrire, dans le cas mono-dimensionnel :

e %&ch%(lﬂ).%%ﬁ.sh%(ﬂj)%%em (B.3)
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Ou Aet B sont des constantes complexes.

Dans le cas ou le conducteur est parcouru par le seul courant imposé par la source
d’alimentation, la constante B est nulle et I’on montre qu’aux basses fréquences, lorsque les
courants induit n’affectent pas le champ, la densité de courant est uniforme et vaut:

3y (X,1) = Jam-sin(cat) (B.4)

Dans le cas ou le conducteur est plongé dans un champ magnétique B: extérieur
variable, la constante A est nulle et I’on montre que la densité de courant vaut a fréquence
suffisamment basse :

Jy (X, 1) = Bgyp.cax.sin(wt) (B.5)

Dans le cas général ou les deux sources sont présentes, les deux constantes Aet B
existent. Puisque les courants de Foucault se referment obligatoirement dans le conducteur, la
fonction qui leur est associée doit étre de valeur moyenne nulle. Le second terme de
I’expression B.3 représente donc la partie de la densité de courant que nous appellerons Jye di
aux seuls courants de Foucault. Par conséquent, le premier terme que I’on appellera Jy, est
associé a la densité de courant imposée par la source d’alimentation. On peut donc écrire, en
régime de fonctionnement magnétique linéaire que :

3y (0, 8) = 3y (6, ) + 3y (x, 1) (B.6)
Avec :
14 (x, 1) = %.ch(ﬂ j)%%ej"*’t = I Sin(et) (B.7)
Et:
Je(x,1) = %.sh(ﬂ j)%a.ej-wt = By 0aX.sin(ot - 8) (B.8)
A Jya(X) JY(X) 1
v
JyF (X
yF( )\ J/
. e* as?? f > X t > X
-Wp/2: .- “Wp/2 -Wp/2 Wp/2

Fig. B.2 : Répartition des densités de courant (Effets séparés puis combinés)
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Toujours dans I’hypothése d’un fonctionnement a couplage faible (Jg n’affecte pas Bs),
I’expression des pertes dans un élément de volume dv s’exprime :

dp = %.M.dv (B.9)

Le terme croisé, noté Jyc, définit dans I’expression B.2 s’écrit a partir des relations B.8
etB.8:

Jye (X, 1) =2.J3m Bam-wax.sin(cat).sin(cat - 6p) (B.10)

Et les pertes associées a ce terme :

p= ZL.J aM -Bim -wxcos(8y). [y x.dx.dy.dz (2.5.31)
o v

Or I’intégrale de cette derniére expression est nulle. Les pertes associées au terme croisé
sont donc nulles. D’une fagon plus générale, en régime de fonctionnement basse fréquence
comme en régime de fonctionnement haute fréquence, le terme croisé étant le produit d’une
fonction paire par une fonction impaire, son intégration conduit toujours a un résultat nul.
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NOTATIONS

CHAPITRE 1

e énergie cinétique  ............... J
T moment d’inertie ......... kg.m2
) e e vitesse de rotation .......... rad/s
AN 2 PV P PRI vitesse tangentielle ............ m/s
Cinas = ovrreerenten e e et e e e e e e e capacité de stockage massique

Cuol e erremeree e e e e e e e e e e e e capacité de stockage volumique

K e ee e et e e e e e e e e e e facteur de forme massique

Ky et e facteur de forme volumique

o PR limite de résistance élastique des matériaux

Py teteereeeeee e masse volumique ......... kg/m®
Rijp  rrereeontessmetee et e rayon intérieur du volant d’inertie .............. m
Ryt #rrrer o teesee e e e rayon extérieur du volant d’inertie .............. m
CHAPITRE 2

D e e e e resistivité electrique ............ Qm
o conductivité électrique ............... S
T e e e fréquence ............ Hz
0 rayon de fond d’encoche .............. m
R e rayon extérieur des disques .............. m
R e rayon de I’axe magnétique .............. m
Re i rayon extérieur du bobinage inducteur .............. m
Bis rr it e e épaisseur des disques ....... m, mm
B jeu mécanique axial total .......m, mm
Pe e hauteur d’entrefer .......m, mm
B e arc dentaire ......... °, rad
PP nombre de spires/pble/phase

D et e e e e e e e e e et e nombre de spires inducteur

DI et e e e e e e e e e e n e e e e nombre de couches/phase

N o nombre de dents

D e e e e e e e e nombre de paires de pdles

B, Bios Bimn cveeeene induction d’entrefer créée par I’inducteur, composante continue, harmonique .............. T
L e e e e e e e e e e coordonnée radiale .............. m
5 angle mécanique ......... °, rad
B e eer e e e e e e e e position du rotor ......... ° rad
Diny Prs veererene e flux total embrassé par un pdle nord de I’induit, par un péle sud ............ Whb
B et e e e e e force électromotrice induite .............. \Y
) e e vitesse de rotation .......... rad/s
I P . courant, courant d’excitation, courant d’induit .............. A
3, I da s densité de courant, densité de courant d’excitation, densité de courant d’induit ....... A/mm?
B e e angle d’autopilotage ......... °, rad
ABi, D écart angulaire d’isolement entre deux pistes ......... °, rad
DBpistek  woeveereree e ouverture angulaire de la k*™ piste radiale ......... °, rad
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K indice de numérotation des spires
Wi, Wimin - ceeereeieieieieiiee e e ene, écart d’isolement entre pistes, écart minimum d’isolement
WVt s largeur des pistes de I’inducteur
Wik oo largeur des pistes constituant les tétes de bobines
Wik largeur de la k™ piste radiale au rayon moyen
Y épaisseur des pistes
Y2 angle d’attaque chimique
Ky coefficient d’attaque chimique
Ra, R e résistance de I’induit, résistance de I’inducteur
FACly  oeeeeeeenenseneene e ee et et e e e e e e e enans résistance de la partie active de I’induit
et line -....Fésistance des tétes de bobines extérieures, résistance des tétes de bobines intérieures
S e section des conducteurs
Imoy e longueur moyenne d’une piste de I’inducteur
L longueur d’une piste radiale d’indice k
Kit e coefficient volumique de remplissage en cuivre du bobinage inducteur
Hag He champ magnétique dans I’entrefer, champ magnétique dans I’aimant
Wag W épaisseur de I’entrefer, épaisseur de I’aimant
Bag B B ooiiiiiiin induction dans I’entrefer, induction dans I’aimant, induction rémanente
Pogy oo perméance superficielle vue par le bobinage x lorsque y est alimenté
By e induction dans le bobinage x lorsque le bobinage y est alimenté
Ea Ef oo force magnétomotrice de I’induit, force magnétomotrice de I’inducteur
Buy  crrrrreerree e flux embrassé par une spire x lorsque le bobinage y est alimenté
Dy e flux total embrassé par le bobinage x lorsque le bobinage y est alimenté
.................................................... rayon d’une machine cylindrique a champ radial
L longueur d’une machine cylindrique a champ radial
VK eeeeee e demi ouverture angulaire d’une spire d’indice k
i eee et et e e e e e e e inductance propre du bobinage x
Muy e, inductance mutuelle entre les bobinage x et y
O inductance propre du bobinage x dans I’axe d, dans I’axe q
Lk M veeeeeeeee re e e e e e e e e inductance propre moyenne du bobinage x
T inductance cyclique dans I’axe d, dans I’axe q
G G e couple synchrone, couple réluctant
LG eereeerere e et e e inductance de fuite du bobinage x
b S T PR profondeur de pénétration du champ
S résistance thermique de conduction, résistance thermique de convection
AGU  rerer e e conductivité thermique du cuivre
h coefficient d’échange thermique entre le cuivre et I’air ambiant
CHAPITRE 3
1 courant de I’induit, courant d’excitation
L€ flux inducteur
Cam e e e e e couple électromagnétique
O couple de frottements secs, couple asynchrone
B e e angle d’autopilotage
R coefficient de frottements visqueux
J e e inertie
D ettt e e e e e e nombre de paires de pdles
B reeeer et et ee e et e e e e e eh et et e en e aan e ae e angle mécanique
0,8, eren. angle électrique, angle électrique entre I’axe de référence et I’axe du champ induit
s angle électrique entre champ d’excitation et champ de I’induit
0 Y coefficient de couple asynchrone
K  re e coefficient de couple synchronisant
@ PP vitesse de rotation
L O T PRI pulsation des courants statoriques, pulsation naturelle
L e coefficient d’amortissement
TD  veeeeeee et e e e e constante de temps des effets amortisseurs

......... °, rad

......... °, rad
...... W.s?/rad
... W.s/rad
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K grandeur de référence

Dy composante selon I’axe d du flux inducteur ............ Wh
I g composante du courant induit selon I’axe d, selon I'axe q ............. A
e vitesse de base .......... rad/s
Vi eeeeeeeeeee e e s eeeeee e e e e e e accélération ......... rad/s?
P e s pertes Joule ............. W
Piag  cee e s pertes magnétiques .............. W
Dt ettt et e e e e e e e e e e et e e e e e e e nen e e aenne pertes totales .............. w
Bgr, Ba, B ....induction résultante dans I’entrefer, induction de I’induit, induction de I’inducteur .............. T
Kmg: Ke, ki ....coefficient de pertes magneétiques totales, par courants de Foucault, par hystérésis ...Ws?/T?rad?
T pertes par conduction, pertes par commutation .............. W
T coefficients de pertes par conduction, par commutation .......... WI/A
T, coefficients de pertes par conduction ......... W/A?2
K i constante de couple ......... Nm/A
CHAPITRE 4

Ja Jf e densités de courant de I’induit, de I’inducteur ........ A/mm?
Bgr, Ba, B ....induction résultante dans I’entrefer, induction de I’induit, induction de I’inducteur .............. T
B e effort de Laplace .............. N
V, Vi, Ve oo volume total de I’actionneur, volume de fer, volume de cuivre ............. m®
B et e angle d’autopilotage ......... °, rad
e angle électrique entre champ d’excitation et champ de I’induit ......... °, rad
G ee ettt et e e e e e e e e e couple électromagnétique ............ Nm
R rayon d’une machine cylindrique a champ radial ....... m, mm
R RM e rayon min, rayon max ....... m, mm
L longueur d’une machine cylindrique a champ radial ....... m, mm
Py, Pias Pit e pertes Joule, pertes Joule de I’induit, pertes Joule de I’inducteur ............. W
DRE werrereen e e flux résultant dans la carcasse statorique ............ Wb
Broy Baxe  creerriieininnnnn. induction résultante dans la carcasse statorique, dans I’axe magnétique .............. T
Keer KEi v coefficient de pertes par courants de Foucault dans le cuivre, dans le fer .Ws?/rd2T2m?
KHi e e e coefficient de pertes par hystérésis dans le fer .\Ws2/rd2T2m?
0= pertes par courants de Foucault volumiques ......... Wim?®
) 2 surface d’échange thermique ............ m?2
A P échauffement .......... °C,K
h coefficient d’échange thermique entre le cuivre et I’air ambiant ....... W/m2K
Qlniny Qmax ++rer e e eerneaen e e et e e e e et e en e n e e vitesse min, vitesse max .......... rad/s
0 U rendement

P épaisseur d’entrefer ....... m, mm
Ba force magnétomotrice de I’induit .............. A
D e e e e e e e nombre de spires de I’induit
O résistance des semi-conducteurs a I’état passant .............. Q
VT chute de tension dans les semi-conducteurs a I’état passant .............. Vv
7T fréquence de découpage ............. Hz
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Résumé

RESUME

Le travail developpé dans cette these présente une nouvelle structure discoide a
bobinages inducteur et induit fixes dans I’entrefer. La conception du bobinage du type circuit
imprimé est détaillée ainsi que le développement d’un nouvel outil fondé sur I’utilisation des
perméances superficielles utile a la modélisation . Un autopilotage simplifié, a partir d’un
capteur délivrant une impulsion par tour est proposé. Enfin, une démarche générale
d’optimisation pour un fonctionnement a pertes minimales des ensembles convertisseurs
machines synchrone est présentée, incluant parametres de commande et parametres
géométriques.

Mots clés :

Stockage électromécanique, machine discoide, excitation homopolaire, bobinage circuit
imprimé, perméance superficielle, pertes magnétiques, rendement optimum, optimisation.

ABSTRACT

A new axial field machine with armature and field windings fixed in the airgap is
studied. A double face printed winding is presented and a new tool, using a surfacic
permeance model is developed. A simplified current control is proposed. Finally, considering
the association synchronous machine-inverter the loss minimisation problem is investigated,
including both geometry and command parameters.

Keywords :

Flywheel energy storage, axial field machine, homopolar flux, printed winding, surfacic
permeance, magnetic losses, maximum efficiency, optimisation.
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