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INDEX DES NOTATIONS.

Dans cet index, lorsqu’une notation est suivie d’une astérisque entre parenthese, cela signifie qu’elle
a été calculée analytiquement (sans astérisque) ou numériquement (avec astérisque) dans le mémoire.

A : potentiel vecteur magnétique
A : la densité de courant linéique au stator d’une machine électrique (en ampére par métre)
A\ : potentiel vecteur dans la région I

A\, n : terme genéral du potentiel vecteur dans la région | en I’absence de courant
A\qp : potentiel vecteur dans la région I en alimentation autopilotee
Alap,n : terme général du potentiel vecteur dans la région | en alimentation autopilotée

A\, : potentiel vecteur dans la région 11

Aﬂ : solution particuliere a I’équation aux dérivées partielles que vérifie le potentiel vecteur dans la
région Il

Ajja,n - terme général du potentiel vecteur dans la région Il en I’absence de courant

A\1ap : potentiel vecteur dans la region 11 en alimentation autopilotée

Ajiap,n : terme général du potentiel vecteur dans la région 11 en alimentation autopilotée

Acf : densité de courant surfacique efficace

atyjm - amperetours consommeés dans les aimants

ataimconj : amperetours consommeés dans les aimants dans la position de conjonction

a

aim...p - terme géneral des amperetours consommeés dans les aimants dans la position de
conj!

conjonction en I’absence de courant

C

ataimconj,n )

terme général des amperetours consommés dans les aimants dans la position de

conjonction en I’absence d’aimants
ataimop : ampeéretours consommés dans les aimants dans la position d’opposition

atgent : @mperetours consommes dans les dents

aty _: amperetours consommeés dans les dents dans la position de conjonction

eNteonj

at : ampéretours consommés dans les dents dans la position d’opposition
dentg,

atent : ampéretours consommeés dans I’entrefer
Atent,, - ampéretours consommeés dans I’entrefer dans la position de conjonction

a

tont o :terme général des amperetours consommeés dans I’entrefer dans la position de conjonction
conj

en I’absence de courant



Index des notations

atgnt _, : terme général des ampéretours consommes dans I’entrefer dans la position de conjonction
conj

en I’absence d’aimants

atentop : amperetours consommés dans I’entrefer dans la position d’opposition

atger : ampeéretours consommeés dans les parties ferromagnétiques d’une machine électrique
Atp, : amperes-tours totaux sous un pdle d’une machine électrique (en ampere)

at ot : ampéretours consommeés dans le rotor

atmtConj : ampeéretours consommés dans le rotor dans la position de conjonction
at,ot  :amperetours consommés dans le rotor dans la position d’opposition
op

atseat - @amperetours consommeés dans le stator

Astatyy ampéretours consommeés dans le stator dans la position de conjonction
atstatop : amperetours consommés dans le stator dans la position d’opposition
o : angle représentant la pente d’une route

o, : ouverture angulaire des aimants relative au pas polaire

ogy - coefficient de température du cuivre

aﬁn : coefficient d’intégration (lié & la fonction cos(n.p.0)) du potentiel vecteur dans la région |

oc{‘n - coefficient d’intégration (lié & la fonction r"P) du potentiel vecteur dans la région |

agp - coefficient d’intégration du potentiel vecteur dans la région I en I’absence de courants

oc,ea,n : coefficient d’intégration (lié a la fonction cos(n.p.e)) du potentiel vecteur dans la région | en
I’absence de courants

a{a,n . coefficient d’intégration (lié & la fonction r™P) du potentiel vecteur dans la région | en
I’absence de courants

aja,n - coefficient d’intégration du potentiel vecteur dans la région Il en I’absence de courants

(x|6|a,n : coefficient d’intégration (lié a la fonction cos(n.p.8)) du potentiel vecteur dans la région 11 en
I’absence de courants

fjan : coefficient d’intégration (lié a la fonction r"P) du potentiel vecteur dans la région 1l en

I’absence de courants
acp - coefficient d’intégration du potentiel vecteur en I’absence d’aimants

(xgn : : coefficient d’intégration (lié a la fonction cos(n.p.e)) du potentiel vecteur en I’absence

d’aimants

a{;yn : coefficient d’intégration (lié & la fonction r"™P) du potentiel vecteur en I’absence d’aimants
B : vecteur induction

B : induction sans dimension (rapport de I’induction sur une induction de 1 Tesla)

BY : composante tangentielle du vecteur induction

B" : composante radiale du vecteur induction
B, : induction dans la région |
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Index des notations

B? : composante tangentielle du vecteur induction dans la région |

B| : composante radiale du vecteur induction dans la région |

B, : induction dans la région I en I’absence de courants
B?a : composante tangentielle du vecteur induction dans la région I en I’absence de courants

B|, : composante radiale du vecteur induction dans la région 1 en I’absence de courants

By, : induction dans la région Il
B?, : composante tangentielle du vecteur induction dans la région 11

B|; : composante radiale du vecteur induction dans la région Il
Byja : induction dans la région 11 en I’absence de courants

B?,a1 : composante tangentielle du vecteur induction dans la région 11 en I’absence de courants
Blia : composante radiale du vecteur induction dans la région 11 en I’absence de courants
Bi1ap : induction dans la région Il en alimentation autopilotée

B?,ap : composante tangentielle du vecteur induction dans la région Il en alimentation autopilotée

B[,ap : composante radiale du vecteur induction dans la région 11 en alimentation autopilotée

B, : induction dans I’aimant d’un moteur-roue synchrone a aimants

Ba, : induction dans I'aimant corrigée (pour tenir compte de la perméabilité relative de Iaimant d’un

moteur-roue synchrone a aimants
Bai, induction minimale dans I’aimant (pour des ampéretours créés par les enroulements du stator

maximaux) d’un moteur-roue synchrone a aimants
Ba,,.n : terme général de Iinduction minimale dans I’aimant d’un moteur-roue synchrone a aimants

B¢, : induction maximale dans la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants

* - - - Y - 3 \ -
Bcrv( ) induction maximale dans la culasse du rotor  vide d’un moteur-roue synchrone a aimants
B : induction maximale dans la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone & aimants

Bgs : composante tangentielle maximale du vecteur induction dans la culasse du stator a vide d’un
moteur-roue synchrone a aimants

*) . . . . , L.
BCSV( )+ induction maximale dans la culasse du stator & vide d’un moteur-roue synchrone a aimants
By : induction dans une dent du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

B{j : composante radiale du vecteur induction dans une dent du stator d’un moteur-roue synchrone a
aimants

* - - - \ - '] \ -
de( )+ induction maximale & vide dans une dent du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

B : induction dans I’entrefer d’une machine électrique

(Be>p : induction moyenne dans I’entrefer sous un pdle d’une machine électrique

* . . - \ - L] ’ A 1
Bemv( ) - induction maximale a vide dans Ientrefer d’un moteur-roue synchrone & aimants
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Bent,,n © terme générale de I’induction maximale a vide dans I’entrefer d’un moteur-roue synchrone a

aimants
*

™) . . i L , )
Bgm : composante radiale maximale du vecteur induction a vide dans I’entrefer d’un moteur-roue
\

synchrone a aimants
< Bger > : valeur moyenne de I’induction dans I’entrefer d’un moteur-roue synchrone a aimants

Bjs : induction maximale dans I’isthme d’une dent du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
Bis, ™) induction maximale a vide dans I’isthme d’une dent du stator d’un moteur-roue synchrone a

aimants
B, : vecteur induction résiduelle dans un matériau magnétique

By, :vecteur induction rémanente dans un aimant

Br, induction rémanente corrigée dans un aimant (pour tenir compte de la perméabilité relative de
C

I’aimant)

By, : Vvecteur induction rémanente corrigée dans le région Il (pour tenir compte de la perméabilité
C

relative de I’aimant)

Bﬁ . composante radiale du vecteur induction rémanente corrigée dans le région Il (pour tenir
g

compte de la perméabilité relative de I’aimant)

B,e,n . coefficient d’intégration (lié a la fonction sin(n.p.e)) du potentiel vecteur dans la région |
B'{,n : coefficient d’intégration (lié & la fonction r~"™P) du potentiel vecteur dans la région I

. coefficient d’intégration (lié a la fonction r— u potentiel vecteur dans la région | en
lan fficient d’intégration (lié a la fonct Py du potentiel vecteur dans | |
I’absence de courants
. coefficient d’intégration (lié a la fonction sin(n.p. u potentiel vecteur dans la région | en
Dn @ coefficient d’intégration (lié a la fonct 0)) du potentiel vecteur dans la région |
I’absence de courants
. coefficient d’intégration (lié a la fonction r— u potentiel vecteur dans la région | en
lan fficient d’intégration (lié a la fonct "-P) du potentiel vecteur dans I |
I’absence de courants
. coefficient d’intégration (lié a la fonction r—™ u potentiel vecteur dans la région Il en
lla.n fficient d’intégration (lié a la fonct NP du potentiel vecteur dans | Il
I’absence de courants
0. o : coefficient d’intégration (lié & la fonction sin(n.p.9)) du potentiel vecteur dans la région 11 en
lla,n g p p g
I’absence de courants
l1on : coefficient d’intégration (lié & la fonction r~"P) du potentiel vecteur dans la région Il en
lla,n

I’absence de courants
Bair : coefficient de dilatation de I’air

Be.n - coefficient d’intégration du potentiel vecteur en I’absence d’aimants

BSn . coefficient d’intégration (lié a la fonction sin(n.p.6)) du potentiel vecteur en I’absence
d’aimants

Bg,n : coefficient d’intégration (lié & la fonction r~™P) du potentiel vecteur en I’absence d’aimants
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C : moment du couple fourni par un moteur électrique

* - by - 7 zo-
Cayn :moment du couple dynamique d’un moteur synchrone a aimants calculé numériquement

* 3 Zan y 2 -
Cem( ) - moment du couple électromagnétique d’un moteur-roue synchrone a aimants
Cem,n - terme général du moment du couple €électromagnétique d’un moteur-roue synchrone a
aimants

* . by - 7
C : moment du couple dynamique d’un moteur-roue synchrone a aimants calculé
€Mec

numériquement en tenant compte du décalage des aimants

* . N .
Cemmot( ) - moment du couple moyen maximal d’un moteur-roue synchrone a aimants
Cemmot,n . terme général du moment du couple moyen maximal d’un moteur-roue synchrone a

aimants
Cem moy - moment du couple électromagnétique moyen d’un moteur-roue synchrone a aimants

Cem,,, : valeur maximale du moment du couple électromagnétique moyen d’un moteur-roue

Ymax

synchrone a aimants
Chax : moment du couple maximal que doit fournir un moteur

Cmot - moment du couple d’un moteur

Cot,,, - Vvaleur maximale du moment du couple d’un moteur
Cmoy : valeur moyenne du moment du couple d’un moteur
Cp, ! chaleur massique de I’air a pression constante

Cpcu : chaleur massique du cuivre a pression constante

C, : moment du couple résistant a la rotation d’un moteur

Cgtat - moment du couple statique d’un moteur
Cas: - moment du couple statique d’un moteur ayant des encoches inclinées
c;'ggtn : terme général du moment du couple statique d’un moteur ayant des encoches inclinées

Cgfaftn : moment d’un couple statique de référence trapézoidal

Cy : chaleur massique a volume constant d’un corps

Cx : coefficient de pénétration dans I’air d’un véhicule

Am : Susceptibilité magnétique d’un matériau

dfj : diamétre de cuivre d’un fil de bobinage d’un moteur-roue synchrone a aimants
dyoue - diametre d’une roue d’un véhicule

AB, : coefficient de variation de I’induction rémanente avec la température

AC : amplitude de I’ondulation de couple d’un moteur synchrone a aimants
deff - densité surfacique de courant efficace dans le bobinage d’un moteur électrique

don : chute de tension d’un transistor IGBT en conduction

AHQ’I . coefficient de variation du champ magnétique coercitif d’aimantation avec la température
Al : ondulation de courant dans une phase d’un moteur synchrone & aimants alimenté par un
onduleur fournissant des quasi créneaux de courants regulés par MLI
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At : temps d’échauffements adiabatiques du cuivre du bobinage d’un moteur électrique
AT : échauffements moyens d’une moteur électrique
ATey,, échauffements adiabatiques du cuivre du bobinage d’un moteur électrique

* . , . P , L.
EC) . amplitude de la force électromotrice trapézoidale d’un moteur-roue synchrone a aimants

* * * 7 - 3 2 -
el( ), ez( ), e3( ) - force électromotrice d’un moteur-roue synchrone a aimants

e;’ir : épaisseur d’air (selon I’axe (Oy)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre unique
cu

z

air épaisseur d’air (selon I’axe (Oz)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre unique
cu

e

Epat : force électromotrice d’une batterie
Emp, énergie massique d’une batterie

SV énergie volumique d’une batterie

Enjpat : énergie électrique embarquée dans la batterie d’un véhicule électrique
ent : entrefer réel d’une machine électrique
ent. : entrefer d’une machine électrique corrigé en tenant compte de la denture du stator

ent.s : entrefer d’une machine électrique corrigé en tenant compte de la denture du stator et de la

saturation du circuit magnétique du stator
entgss : entrefer efficace d’une machine électrique a aimants

entesr entrefer efficace d’une machine électrique corrigé en tenant compte de la denture du stator
entesr - entrefer efficace d’une machine électrique corrige en tenant compte de la denture du stator et

de la saturation du circuit magnétique du stator

€j, épaisseur d’isolant d’un fil de bobinage d’un moteur électrique

e; : épaisseur de la tdle du circuit magnétique du stator

ej : épaisseur de I’isolant se trouvant entre les tles du circuit magnétique du stator

eiy : épaisseur d’isolant (selon I’axe (Oy)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre

cu
unique

eiZ : épaisseur d’isolant (selon I’axe (Oz)) d’une encoche équivalente contenant un fil de cuivre

cu
unique
Em,, :€nergie massique d’une batterie

Evpy énergie volumique d’une batterie
€y, : erreur moyenne commise sur le champ magnétique dans un aimant permanent dont on corrige

I’induction rémanente afin d’utiliser une perméabilité magnétique relative de 1
F : force électromagnétique que subissent les conducteurs du stator d’une machine électrique
f, : facteur d’autonomie d’un moteur de traction d’un véhicule électrique

fmur - fréquence de Modulation de Largeur d”Impulsion
Fmot - force motrice totale développée par le(s) moteur(s) d’un véhicule électrique

fopj © fonction objectif d’un programme d’optimisation
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Fres : résultante de efforts résistants a I’avancement d’un véhicule

4)1(*) , <|>2(*), <|)3(*) : flux créé par les aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants dans les phases

1,20u3
Gaim,, : flux a vide créé par les aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants et traversant la

frontiere aimant — rotor
Gaim,,,n : terme général du flux a vide créé par les aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants et

traversant la frontiere aimant — rotor
daim—srot - flux traversant la frontiére aimant — rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants

ddéc, ) ddéc, ™), ddéc, ™) flux crée par les aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants dans les

phases 1, 2 ou 3 en tenant compte de I’inclinaison du stator
dent_sstat - Flux traversant la frontiére entrefer — stator d’un moteur synchrone & aimants

Pent, : flux a vide créé par les aimants traversant la frontiere entrefer — stator d’un moteur synchrone

a aimants
ent,, ,n © terme général du flux a vide cree par les aimants traversant la frontiere entrefer — stator d’un

moteur synchrone a aimants
g : accélération de la pesanteur

y : accélération d’un véhicule
Y11 - coefficient d’intégration d’une solution particuliere a I’équation aux derivées partielle du

potentiel vecteur dans la zone 11
H : vecteur champ magnétique
H, : champ magnétique dans la zone |

H,6 : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone |

H] : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone |
H,, : champ magnétique dans la zone | en I’absence de courants

H ?a : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone | en I’absence de courants

H1, : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone | en I’absence de courants

Hap : champ magnétique dans la zone I en alimentation autopilotée
H,, : champ magnétique dans la zone Il
Hﬂ : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone |1

H], : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone II
H 12 : champ magnétique dans la zone Il en I’absence de courants

H|9|a : composante tangentielle du vecteur champ magnétique dans la zone 11 en I’absence de courants

Hiia : composante radiale du vecteur champ magnétique dans la zone 1 en I’absence de courants
h, : hauteur des aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants
H, : champ magnétique dans les aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants
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Ha, @ champ magnétique dans les aimants corrigés (en tenant compte de leur perméabilité
magnétique) d’un moteur-roue synchrone a aimants

HE : champ magnétique coercitif d’induction

H(';VI : champ magnétique coercitif d’aimantation

hconv,, : coefficient de convection entre I’entrefer et le rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants
hconv,, © coefficient de convection entre les flasques d’un moteur-roue synchrone a aimants et I"air
extérieur

heonv,,, © coefficient de convection entre le rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants et I’air

extérieur
hconv,, : coefficient de convection entre les tétes de bobine et le rotor d’un moteur-roue synchrone a

aimants

her : hauteur de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants

h¢s : hauteur de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

hy : hauteur des dents (hors isthmes) du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

H. : champ magnétique dans I’entrefer d’une machine électrique

his : hauteur de I’isthme des dents du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

H\ : champ magnétique de rigidité limite dans un aimant permanent

H ot : champ magnétique dans la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants
Hgtat : Champ magnetique dans la culasse du stator d”un moteur-roue synchrone a aimants
n : rendement d’une machine électrique

1) amplitude des créneaux de courant alimentant un moteur-roue synchrone a aimants a forces
électromotrices trapézoidales

il(*) , iz(*), i3(*) - intensité du courant dans la phase 1, 2 ou 3 d’un moteur-roue synchrone a aimants

* - -, 7 7 L4 - - by - hY
Ibat( )+ intensité du courant débité par une batterie alimentant un moteur-roue synchrone a aimants a
forces électromotrices trapézoidales via un onduleur de tension

* - - e - Y - by
Ieff( ). amplitude de I’intensité de courant alimentant un moteur-roue synchrone a aimants a forces
électromotrices trapézoidales

* *

ieml( ), iemz( ), iemg(*) . intensité du courant électromagnétique dans la phase 1, 2 ou 3 d’un

moteur-roue synchrone a aimants a forces électromotrices trapézoidales

* - 7 z " 3’ 2 -
Iem( ) amplitude des créneaux de courant eélectromagnétique d’un moteur-roue synchrone a aimants
a forces électromotrices trapézoidales

* *

iferl( ), iferz( ), iferg(*) . intensité du courant électromagnétique modelisant les pertes fer d’un

moteur-roue synchrone a aimants a forces électromotrices trapézoidales
* - 7 T y \
Ifer( ) amplitude des créneaux de courant modélisant les pertes fer d’un moteur-roue synchrone a

aimants a forces électromotrices trapézoidales
Imax : valeur maximale de I’intensité du courant dans une phase d’un moteur-roue synchrone a

aimants alimenté par un onduleur fournissant des quasi créneaux de courants régulés par MLI
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I min : valeur minimale de I’intensité du courant dans une phase d’un moteur-roue synchrone a
aimants alimenté par un onduleur fournissant des quasi créneaux de courants régulés par MLI

J : vecteur densité de courant

Je jel, jeZ : j,33 . valeur efficace de la densité de courant dans le bobinage d’un moteur-roue

synchrone a aimants

Js ou Jg :densité surfacique de courant dans le bobinage du stator d’une machine électrique

ky : coefficient de bobinage global du stator d’une machine électrique

kc @ coefficient de proportionnalité entre le couple d’un moteur-roue synchrone a aimants et le
produit de la valeur maximale de I’induction dans I’entrefer avec I’amplitude du courant dans une
phase

K. : coefficient de Carter multiplicatif de I’entrefer permettant de ramener un stator denté a un stator
lisse

Keoue - coefficient permettant de calculer les pertes fer par courants de Foucault dans un circuit
magnétique canalisant un flux magnétique variable

Ky, : rapport d’homothétie entre deux machines électriques

Kp,» Kn, Kn,» Knp

1

) : khs, kh6 . coefficients intervenant dans I’équation analytiqgue modélisant la

3
caractéristique B(H) d’un matériau magnétique
Knyst © coefficient permettant de calculer les pertes fer par hystérésis dans un circuit magnétique

4

canalisant un flux magnétique variable

kn2 . coefficient permettant de choisir le rendement comme fonction objectif dans le programme

d’optimisation d’un moteur-roue synchrone a aimants

k; : coefficient de proportionnalité entre les pertes Joule d’une machine électrique et le produit de la
densité surfacique efficace de courant dans les encoche et la charge linéique efficace au stator

kmaim . coefficient permettant de choisir la masse d’aimants comme fonction objectif dans le

programme d’optimisation d’un moteur-roue synchrone a aimants
kmtot . coefficient permettant de choisir la masse totale des parties actives comme fonction objectif

dans le programme d’optimisation d’un moteur-roue synchrone a aimants
ka : coefficient de proportionnalité entre les pertes Joule d’une machine électrique et le produit de la

résistance d’une phase avec I’amplitude du courant dans une phase

Kroul» <Kroul > : coefficient de roulement (moyen) d’un pneumatique

ks : coefficient de saturation des parties ferromagnétiques d’un moteur électrique

kSconj . coefficient de saturation des parties ferromagnétiques d’un moteur-roue synchrone a aimants

dans la position de conjonction de flux
ksop . coefficient de saturation des parties ferromagnétiques d’un moteur-roue synchrone a aimants

dans la position d’opposition de flux

Ky, : rapport entre la longueur de cuivre dans les tétes de bobine d’une machine électrique et la
longueur de cuivre totale

Ihob : longueur totale d’une bobine de cuivre constituant une phase d’une machine électrique

* - - Y -
LC( ) - inductance cyclique d’un moteur-roue synchrone a aimants
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I4 : largeur d’une dent de la tdle du stator d’un moteur-roue synchrone & aimants
lg . largeur minimale (mécaniquement réalisable) d’une dent de la tole du stator d’un moteur-roue

synchrone a aimants

le : largeur d’une encoche de la tole du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants entre les deux
isthmes des dents

Ieb : largeur d’une encoche de la tdle du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants au sommet de

I’encoche (sous I’isthme des dents)
Ieh . largeur d’une encoche de la tble du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants au fond de

I’encoche
Ifer : longueur de fer d’une machine électrique

I : longueur d’un fil de cuivre dans I’encoche d’une machine électrique (égal a la longueur de fer)
lis : largeur de I’isthme d’une dent de la tole du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

* . \ -
Lp( )+ inductance propre d’un moteur-roue synchrone a aimants
IIon : terme général de I’inductance propre d’un moteur-roue synchrone a aimants
Isp : longueur de cuivre d’une spire du bobinage d’un moteur-roue synchrone a aimants

Ispact : longueur de cuivre de la partie active d’une spire du bobinage d’un moteur-roue synchrone a

aimants
Isptn : longueur de cuivre de la partie se trouvant dans la téte de bobine d’une spire du bobinage d’un

moteur-roue synchrone a aimants
Aair : conductivité thermique de I’air

Mpob, conductivité thermique axiale équivalente du bobinage d’un moteur-roue synchrone a aimants

Ay - conductivité thermique du cuivre
Aj : conductivité thermique de I’isolant entre les téles du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
A, conductivité thermique de I’isolant du cuivre d’un moteur-roue synchrone a aimants

At :conductivité thermique des toles du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

kty : conductivité thermique équivalente (dans le sens axial) des toles du stator d’un moteur-roue
synchrone & aimants

A, conductivité thermique équivalente (dans le sens radial) des tdles du stator d’un moteur-roue

synchrone & aimants
m : nombre de phases d’une machine électrique

* . N s
M) - inductance mutuelle entre deux phases d’un moteur-roue synchrone a aimants
M, :terme général de I’inductance mutuelle d’un moteur-roue synchrone a aimants

M : vecteur aimantation magnétique
Maim : Masse totale des aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants

My, - Masse de la batterie alimentant un moteur-roue synchrone a aimants
Mge, : Masse totale des parties ferromagnétiques d’un moteur électrique
m¢, : masse totale du cuivre d’un moteur-roue synchrone a aimants
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Mey,,, - Masse totale du cuivre actif (se trouvant dans les encoches) d’un moteur-roue synchrone a

aimants
Mcy,, - Masse totale du cuivre inactif (se trouvant dans les tétes de bobine) d’un moteur-roue

synchrone a aimants
Meystat - Masse de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone & aimants
Mgent - Masse des dents de la tdle du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Mmot,,, - Masse totale des parties actives d’un moteur-roue synchrone a aimants

M, :aimantation rémanente d’un matériau magnétique

Mot : Masse de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants

My : aimantation a saturation d’un matériau magnétique

Mgia © Masse totale des parties ferromagnétiques du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Msup/ roue : Masse supportée par la roue d’un véhicule

Myec - Masse totale en charge d’un véhicule

Myt - Masse totale des parties actives (d’une point de vue électromagnétique) du stator d’un moteur-
roue synchrone a aimants
MV,im © Masse volumique des aimants

MV,j, : masse volumique de I’air

mv, : masse volumique du cuivre

mv o : masse volumique de I’acier constituant le rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants
MVt © Masse volumique de la tdle constituant le stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
Wajr : Viscosité dynamique de Iair

My, perméabilité relative d’un aimant permanent

u, : perméabilité relative d’un matériau magnétique

Ko : perméabilité magnétique du vide

n : nombre de moteurs d’une solution multi-moteurs envisagée pour la traction d’un veéhicule
électrique

N bobparal - nombre de pbles couplés en paralléles dans un moteur-roue synchrone a aimants

Nc : nombre de contraintes du cahier des charges d’un probléme de conception

N, : nombre d’aimants décalés dans le sens axial d’une machine synchrone a aimants

Nce : nombre de contraintes d’égalité dans le cahier des charges d’un probléme de conception

Nci : nombre de contraintes d’inégalité dans le cahier des charges d’un probléme de conception

Ny : nombre de dents du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Ne : nombre d’équations mathématiques dans le cahier des charges d’un probléme de conception

n¢ - nombre de fils de cuivre associés en parallele pour former chaque spire d’une bobine d’un
moteur-roue synchrone a aimants

Ny : nombre de fils de cuivre dans la section d’une encoche du stator d’un moteur-roue synchrone a
aimants

NGr,, :nombre de Grashof relatif a I"air

23



Index des notations

Npyst © Puissance de I'induction dans le fer intervenant dans le calcul des pertes volumiques par
hystérésis dans un matériau ferromagnétique

NNu,, :nombre de Nusselt relatif a I"air

Np : nombres de paramétres (descriptifs et fonctionnels) d’un cahier des charges

Npr, :nombre de Prandtl relatif a I’air

N rF?; : nombre de Reynolds relatif a I’air pour un mouvement de rotation d’un cylindre

air

Nthe ~ :nombre de Reynolds relatif a I’air pour un mouvement de translation d’un cylindre
air

N es : nombre de bits d’une codeur incrémental

Noue : Nombre de roue d’un véhicule

NTay,, :nombre de Taylor relatif a Iair

ng : nombre de spires en série dans une encoche d’un moteur-roue synchrone a aimants
n¢ : nombre de t6les constituant le stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

p : nombre de paires de pdles d’une machine électrique

P : pente d’une route

* . ;s . , . \
Paconv( ) . puissance absorbée a la batterie par I’onduleur alimentant un moteur-roue synchrone a

aimants

* - - - Y -
Pamot( ) . puissance fournie par I’onduleur alimentant un moteur-roue synchrone a aimants

Ppat . - puissance maximale que doit debiter une batterie
max

* . . .
Pconv( ). pertes par conduction dans les interrupteurs de I’onduleur alimentant un moteur-roue

synchrone a aimants
Pe : parametres d’entrée du modele d’un systéme a dimensionner
Pem » Pem : puissance électromagnétique convertie dans un moteur-roue synchrone a aimants

Pem n : terme général de la puissance électromagnétique convertie dans un moteur-roue synchrone a

aimants
Pejec : puissance électrique absorbée par une machine électrique

P : pertes dans les parties ferromagnetiques soumises a une induction variable d’une machine
électrique

* N -
pfer( ). pertes dans le stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
* hY -
p,:ouc( ) pertes par courant de Foucault dans le stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
* hY
pFOUCcs( ) pertes par courant de Foucault dans la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone a

aimants

P Foucy ). pertes par courant de Foucault dans les dents du stator d’un moteur-roue synchrone a

aimants
physt(*) : pertes par hystérésis dans le stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

* zor - 9 by -
phystcs( ) pertes par hystérésis dans la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
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Physt, ). pertes par hystérésis dans les dents du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

P;, pJ(*) : pertes par effet Joule dans le cuivre du bobinage d’un moteur-roue synchrone a aimants
Py, puissance massique d’une batterie

Pméaca - puissance mecanique disponible sur I’arbre d’un moteur électrique
* . p . . . , .-
Pmot( ) puissance mécanique fournie en sortie du moteur d’un moteur-roue synchrone a aimants

* . L . .. .,
Pmr( ) . puissance mecanique fournie par un moteur-roue synchrone a almants (en sortie d’un

réducteur éventuel)

Ps : paramétres d’entrée du modele d’un systéme a dimensionner

Py puissance volumique d’une batterie

g : nombre d’encoches par pdle et par phase d’une machine électrique

Q : chaleur, énergie calorifique

0, : ouverture angulaire d’un aimant d’une machine synchrone a aimants

0. : coordonnée angulaire du premier capteur d’une machine synchrone a aimants dans un repére lié
au stator

0j/e : déphasage du fondamental du courant circulant dans une phase d’une machine synchrone a

aimants par rapport au fondamental de la fém induite dans la méme phase
0, : coordonnée angulaire d’un point dans un repére cylindrique lié au rotor d’une machine électrique

Ors : angle que fait I’axe 6, =0 d’un repére lié au rotor d’une machine électrique par rapport a
I’angle 65 =0 d’un repére lié au stator

erso(*) - valeur de I’angle 6,5 al’instant t=0

05 : coordonnée angulaire d’un point dans un repeére cylindrique lié au stator d’une machine électrique

r : coordonnée radiale d’un point dans un repére cylindrique
r, r, fa,..., I, freg : rapport de réduction d’un boite de vitesses utilisée dans un véhicule

R, Rpn : résistance d’une phase d’un moteur électrique

R, : rayon intérieur des aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants
R,ir © resistance thermique équivalente dans le sens axial de I’air contenu dans le bobinage d’une

encoche d’un moteur-roue synchrone a aimants
R a¢r0 : résistance aérodynamique de I’air sur la surface extérieure d’un véhicule

Rpob, : résistance thermique équivalente dans le sens axial du bobinage complet contenu dans une
encoche d’un moteur-roue synchrone a aimants

rc(*) . valeur du rapport cycliqgue de MLI de I’onduleur alimentant un moteur-roue synchrone a
aimants

Ry : résistance thermique équivalente dans le sens axial du cuivre contenu dans le bobinage d’une
encoche d’un moteur-roue synchrone a aimants

fds,, - résistance d’un transistor MOS a I’état passant

rend,oq : rendement d’un réducteur reliant le moteur d’un moteur-roue synchrone a aimants a la jante
Rext : rayon extérieur de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants
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Ri, : résistance thermique équivalente dans le sens axial de I’isolant du cuivre contenu dans le
bobinage d’une encoche d’un moteur-roue synchrone a aimants

Rint : rayon intérieur de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Riy : résistance thermique équivalente dans le sens axial de I’isolant des tles du stator d’un moteur-
roue synchrone a aimants

lon - résistance a I’état passant des transistors MOS

Rpente : force de résistance a I’avancement d’un vehicule due a la pente de la route

R, : rayon intérieur de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants

(Ry) : référentiel lié au rotor d’une machine électrique

R oul : résistance au roulement des pneumatiques d’un véhicule

Ry : rayon extérieur du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

(Rg) : référentiel lié au stator d’une machine électrique

Rs, @ rayon extérieur du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants aprés correction par le
coefficient de Carter et par le coefficient de saturation

Rgtat © rayon statorique d’une machine électrique

Rty . résistance thermique équivalente dans le sens axial des tdles du stator d’un moteur-roue
synchrone a aimants

Ry : résistance thermique équivalente dans le sens axial de I’empilement des toles du stator d’un

moteur-roue synchrone a aimants

p : masse volumique d’un corps

Pair : Masse volumique de I’air

Peu, - resistivite électrique du cuivre pour une tempeérature du cuivre Tey,

pAT - rapport entre les échauffements d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une
solution mono-moteur et les échauffements des moteurs électriques pour une solution multi-moteurs
pf, : rapport entre le facteur d’autonomie d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une

solution mono-moteur et le facteur d’autonomie global d’une solution multi-moteurs
Pm,, - rapport entre la masse d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une solution

mono-moteur et la masse des moteurs électriques pour une solution multi-moteurs
pp, : rapport entre les pertes Joule d’un moteur électrique de traction d’un véhicule pour une solution

mono-moteur et la somme des pertes Joule des moteurs électriques pour une solution multi-moteurs
Pty - rapport entre la longueur d’une spire contenue dans les tétes de bobine et la longueur totale

d’une spire du bobinage d’un moteur-roue synchrone a aimants
Sair : section totale d’air dans I’encoche du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Spop - Section active de cuivre d’une bobine constituant une phase d’un moteur-roue synchrone a
aimants
Scugyy - Section d’un conducteur (forme de ng; fils en paralléle) utilisé dans les bobines constitutives

des phases d’un moteur-roue synchrone a aimants
Scu,,, : section totale de cuivre dans I’encoche du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
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Sqent : Surface totale d’une dent du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Sech - surface d’échange d’un moteur électrique avec I’extérieur

Senc : surface totale d”une encoche du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Si,, - surface totale d’isolant de cuivre dans I’encoche d’un moteur-roue synchrone a aimants

Sstat : Surface de la culasse du stator d”un moteur-roue synchrone a aimants

Stront - Surface frontale projetée d’un véhicule en déplacement

o, . conductivité électrique d’un aimant permanent

o : conductivité électrique des tdles du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

T : température
Ta, Taim : température moyenne des aimants d’un moteur-roue synchrone a aimants

T,jr : température moyenne de I’air au voisinage des tétes de bobine d’un moteur-roue synchrone a

aimants
Taxe : température moyenne de I’axe d’un moteur-roue synchrone a aimants

Tey : température moyenne du cuivre du bobinage d’un moteur-roue synchrone a aimants
Tcu, : température de Curie d’un aimant permanent

Tgent : température moyenne des dents de la tole du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants
Tenc : température moyenne dans les encoches de la tdle du stator d’un moteur-roue synchrone a

aimants
Text : température ambiante moyenne a I’extérieur d’un moteur-roue synchrone a aimants

Ty : température moyenne des flasques d’un moteur-roue synchrone a aimants
Twmu : période de modulation de largeur d’impulsion
Thoy ¢ température moyenne de la partie inférieure du moyeu d’un moteur-roue synchrone a aimants

TmOSLIp . température moyenne de la partie supérieure du moyeu d’un moteur-roue synchrone a

aimants
toff ,;, - durée d’ouverture minimale d’interrupteurs de puissance

tonmin durée de fermeture minimale d’interrupteurs de puissance

T,ot : température moyenne de la culasse du rotor d’un moteur-roue synchrone a aimants
Troul : température moyenne des roulements d’un moteur-roue synchrone a aimants

Tstat - température moyenne de la culasse du stator d’un moteur-roue synchrone & aimants

Ty : température moyenne des tétes de bobine d’un moteur-roue synchrone & aimants
L. R
T : constante de temps d’une phase d’un moteur-roue synchrone a aimants (t = p% )
c

T4 : pas dentaire du stator d’un moteur-roue synchrone a aimants

Tgist - taux de distorsion « trapezoidal » du couple statique d’une machine synchrone brushless a fem
trapézoidale

i : angle d’inclinaison des tbles du stator d’une machine synchrone brushless a fém trapézoidale

N, angle optimal de décalage de N, aimants d’une machine synchrone brushless a fém

trapézoidale
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Tp : pas polaire (ouverture angulaire d’un pdle d’une machine électrique)

Tre . taux de remplissage de I’encoche d’un moteur-roue synchrone a aimants
Tioty, - angle optimal de décalage entre le premier et le dernier des N, aimants d’une machine
a

synchrone brushless a fém trapézoidale

Ubat(*) : tension continue aux bornes de la source (batterie) alimentant I’onduleur d’un moteur-roue
synchrone a aimants

Ucom,(*) : amplitude de la tension alternative fictive fournie par I’onduleur d’un moteur-roue
synchrone & aimants, sans tenir compte des chutes de tension dans I’onduleur

Umot(*) : amplitude de la tension alternative réelle fournie par I’onduleur d’un moteur-roue

synchrone & aimants en tenant compte des chutes de tension dans I’onduleur
v : vitesse de déplacement d’un véhicule

V1, Vo, V3 :tensions simples aux bornes d’un moteur-roue synchrone a aimants
Vpat : volume de la batterie alimentant les moteurs de traction d’un véhicule électrique
VCE,, : chute de tension des transistors IGBT a I"état saturé

V, : cylindrée d’une machine électrique

Venc : Volume occupé par les bobinages dans les encoches du stator d’un moteur-roue synchrone a
aimants

Vo : Vitesse relative d’une véhicule par rapport au vent

Vi, : volume occupé par les tétes de bobine dans les encoches du stator d’un moteur-roue synchrone a
aimants

® : pulsation des grandeurs électriques d’une machine électrique

Q : vitesse de rotation d’une machine électrique

Qpase - Vitesse de rotation de base d’une roue d’un véhicule (cette vitesse correspond a une puissance
maximale et a un couple maximal)

Qmax - Vitesse de rotation maximale d’une roue d’un véhicule

Qmot - Vitesse de rotation d’un moteur de traction

Qnmot,,, : Vitesse de rotation maximale d’un moteur de traction

Q, : vitesse de rotation d’une roue d’un véhicule
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INTRODUCTION.

La pollution des grands centres urbains a relancé depuis une dizaine d’années les recherches sur le
véhicule électrique et le véhicule hybride. Des programmes d’ampleur nationale ont incité les
constructeurs, notamment en France, a réaliser des véhicules tout électrique. Peugeot a été le premier
constructeur mondial a produire un véhicule électrique en série. Malheureusement, trop souvent, les
solutions qu’ils ont envisagées n’exploitent pas les avantages propres a I’énergie électrique (la
précision de sa gestion par exemple) et ils se contentent de remplacer le moteur thermique par un
moteur électrique a courant continu dans un véhicule qui existe déja. Les performances sont alors
médiocres, surtout a cause de la masse du véhicule qui implique une réserve d’énergie trop importante
au regard de ce que I’on peut stocker actuellement dans les batteries. Pourtant, il existe de nombreuses
solutions originales permettant de créer des véhicules totalement innovants, autour de concepts
adaptés a I’énergie électrique. 1l faut pour cela se libérer de la contrainte des batteries :

— soit le véhicule est 1éger et il est destiné a des déplacements courts ; dans ce cas, les accumulateurs
actuels sont suffisants ;
— soit le vehicule est massif et il nécessite une forte puissance ; dans ce cas, I’énergie électrique doit
étre produite in situ par une autre source que la batterie et il s’agit alors de véhicule hybride.
Récemment, plusieurs projets dans ces deux domaines ont vu le jour. D’une maniére générale, le plus
important est de bien cerner les domaines d’applications du véhicule électrique et de tenir compte de
sa spécificité a tous les niveaux de la conception. C’est a cette seule condition que les véhicules
électrigues ont une chance d’aboutir.
A cet égard, le moteur-roue, qui correspond a I’intégration d’un moteur électrique dans une roue,
parait intéressant dans la mesure ou il apporte réellement de nouvelles possibilités. En effet, il est
possible de supprimer toutes les parties mécaniques liées a la transmission et en méme temps de
commander indépendamment toutes les roues. Cette grande liberté doit pouvoir permettre une trés
bonne tenue de route, si on a su maitriser les masses non suspendues.
Dans ce mémoire, nous nous intéressons a la conception d’un tel systéme. Dans la premiere partie,
nous commencgons par situer le moteur-roue dans le cadre global de la traction électrique et des
diverses solutions possibles. Nous essayons ainsi de dégager les contraintes de conception liées a cette
application. Puis, partant de ces contraintes, nous recherchons une méthode de conception adaptée aux
moteurs-roues. Nous montrons en particulier la nécessité de procéder en deux étapes : choisir d’abord
la structure la mieux adaptée et ensuite procéder a son dimensionnement par optimisation. Nous
montrons ainsi que le moteur synchrone sans balais a structure inversée est un bon choix de moteur-
roue.
Dans la seconde partie, nous développons une modélisation analytique et numérique trés détaillée du
moteur-roue synchrone sans balais a structure inversée. Nous nous appliquons a tenir compte d’un
maximum de phénoménes qui interviennent d’un point de vue quantitatif dans le fonctionnement du
systéme. Ainsi, nous modélisons a la fois les comportements magnétique, électromécanique et
thermique.



Dans la derniére partie, nous validons les modéles établis avant de mettre en ceuvre la méthodologie
exposée lors de la premiére partie. Finalement, nous I’appliquons au cas particulier de I’optimisation
d’un moteur-roue d’assistance au pédalage.

Dans tout ce mémoire, nous nous attachons a dégager des principes généraux qui dépassent
I’application particuliére du moteur-roue, notamment autour de la conception et de la modélisation de
systémes électromagnétiques.
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- PARTIE A -

CONCEPTION D’UN MOTEUR-ROUE
POUR VEHICULE ELECTRIQUE :
PROBLEMATIQUE, METHODOLOGIE
DE CONCEPTION ET CHOIX D’UNE
STRUCTURE

Dans cette partie, nous faisons une présentation générale du véhicule électrique et de sa structure,
puis nous décrivons plus particulierement le moteur-roue €électrique. Nous posons ensuite le probléme
de la conception d’un moteur-roue, en recherchant les différentes contraintes qui doivent étre prises
en compte. Nous recherchons alors une méthodologie de conception capable de pouvoir résoudre le
plus efficacement ce probléme. Nous montrons que cette méthodologie doit se dérouler en deux
temps : premiérement il faut rechercher la meilleure structure parmi les systémes capables qui
répondent correctement au cahier des charges, et deuxiemement, il faut dimensionner le systeme
choisi afin de définir toutes les grandeurs nécessaires a sa réalisation. Nous montrons que I’efficacité
de la seconde étape peut étre accrue en combinant une phase d’optimisation sur la base d’un modéle
analytique du systéme et une phase de validation par des méthodes numériques. Nous finissons cette
partie en expliquant pourquoi le moteur synchrone a aimants, a structure inversée, a fém trapézoidale
et alimenté par des créneaux de courant posséde des qualités de nature a faire de lui un bon moteur-
roue. Nous détaillons alors le principe de fonctionnement de ce systeme et quelques probléemes
généraux liés a sa conception.






Chapitre 1. Le véhicule electrigue et le
moteur-roue

1. Introduction.

E chapitre commence par des généralités sur le veéhicule électrique, afin d’introduire le

concept de moteur-roue (ou roue électrique) dont on détaille ensuite les contraintes de

conception. Remarquons que nous entendons par vehicule électrique un systeme permettant de
se déplacer en utilisant uniquement ou en partie de I’énergie électrique ; ainsi le véhicule comprend au
moins un moteur électrique. Il s’agit donc de voitures, de camions, de bus, de scooters, de vélos,...
Nous décrivons différents types de véhicules, puis nous détaillons les implantations possibles de
moteur électrique et nous présentons enfin le moteur-roue et ses contraintes de dimensionnement.

2. Pourquoi le véhicule électrique ?

2.1. Le véhicule électrique : une idée ancienne.

L'idée de la propulsion électrique n'est pas neuve. Au milieu du 19°™ siécle des prototypes de
véhicules ferroviaires et des bateaux propulsés par des moteurs électriques alimentés par des piles
avaient été réalisés. En 1899, "La Jamais Contente"”, a l'allure d'un cigare propulsé par un moteur
électrique, fut la premiére voiture a dépasser la vitesse de 100 km/h. En 1918, A. Soulier écrivait dans
la Revue Générale d’Electricité [1] : « Il semble donc que, si I'on veut s'abstenir de faire du tourisme,
il y a place dés maintenant dans les grandes villes francaises, pour les véhicules électromobiles,
camions et voitures ; on y gagnerait en propreté et en commodité ».

2.2. Le frein au développement du véhicule électrique : le stockage de I'énergie.

Cependant, le probleme majeur du véhicule électrique était et est toujours le transport et la recharge
de I'énergie électrique [2] [3]. Pour comprendre ce probléme, rappelons qu’un litre d'essence contient
théoriquement environ 12,5 kW.h/kg alors qu’une batterie au plomb de 12 V classique contient,
toujours théoriquement, 175 W.h/kg. Le tableau 1 développe ce qui vient d’étre énoncé et montre que
les carburants sont 50 a 100 fois plus performants que les batteries en terme de stockage d’énergie.
Notons que I’énergie massique disponible pour les carburants a été calculée en tenant compte du
rendement énergétique d’un moteur thermique pris arbitrairement & 0,25 et que celle concernant les
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batteries inclut le rendement électrochimique de la batterie' et un rendement de la chaine électrique
(ensemble convertisseur et moteur) égal a 0,8.

tableau 1 : tableau comparatif entre les énergies massiques de différentes sources d'énergie

types de support nature de I’énergie énergie massique énergie massique
énergeétique théorique (W.h/kg) disponible (W.h/kg)
super calorifique 12500 3125
gasoil calorifique 13000 3250
gaz de pétrole liquéfié calorifique 10260 2565
batterie Pb électrochimique 175 32
batterie Ni-Cd électrochimique 208 52
batterie Ni-MH électrochimique 380 120

Remarquons ensuite que le plein d’énergie est aussi un point faible des véhicules utilisant une batterie.
En effet, considérons I’exemple d’un scooter. Le plein en essence d’un réservoir de 5 litres prend
environ 30 secondes, ce qui correspond & une puissance de recharge de 7,5 MW. La pleine charge de
la batterie d’un scooter électrique’® ayant des performances voisines d’un scooter thermique nécessite 5
heures, ce qui correspond & une puissance de recharge de 360 W. Mais notons que le débit d’énergie
n’est pas constant durant la charge. En effet une charge de 95 % est obtenue en 2h, ce qui correspond
alors a une puissance de recharge de 855 W.

Enfin, la durée de vie d’un réservoir de carburant n’est évidemment pas limitative alors qu’une batterie
nécessite un entretien et que son nombre de cycles charge - décharge est limité (1500 pour les batteries
Ni-Cd par exemple).

Ainsi il apparait clairement que le véhicule électrique, qui nécessite a priori une source d’énergie
électrochimique est désavantagé par ses performances et son codt. Ces paramétres étaient d’autant plus
vrais au début du siecle, et comme aucun élément extérieur ne le favorisait, le développement du
véhicule électrique autonome s’arréta et le train fut I’un des rares véhicules a fonctionner en utilisant
I’électricité. 1l restait en outre quelques véhicules (chariots de manutention par exemple) pour réaliser
des déplacements courts dans des lieux fermés ou le bruit et/ou les dégagements gazeux n’étaient pas
acceptables.

2.3. Le renouveau du véhicule électrique.

Durant ces vingt derniéres années, le véhicule électrique est (re)devenu un theme scientifique,
technologique, industriel, économique et médiatique important. Les raisons en sont multiples.
Elles sont d’abord d’ordre symbolique [1], [2], [4]. En effet, considérons I’exemple de la voiture
électrique : elle associe la voiture qui est vecteur de libertés individuelles et I’électricité qui est une
source d’énergie moderne et a I’origine du confort domestique. De plus, I’électricité garde une image
d’énergie propre, méme si en France elle est en grande partie produite dans des centrales nucléaires
dont I’impact écologique est encore mal évalué.

1 Ce rendement est égal au rapport entre la tension disponible aux bornes d’une batterie sur la force
électromotrice théorique du couple électrochimique en jeu ; il est en général faible, de I’ordre de 0,2 ou 0,3.

2 Les données utilisées sont celles du scooter électrique de Peugeot MTC : 3 monoblocs NiCd de 6 V et 100 Ah,
soit 2,16 MJ d’énergie disponible.
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Ensuite, elles sont d’ordre écologique voire sociologique [1], [4], [5]. En effet, le véhicule électrique
(voiture, bus, scooter, Vvélo,...) pourrait bien changer la vie de nos cités en méme temps que nos
comportements. 1l s’agit d’un véhicule qui, de par ses qualités (pas d’émissions gazeuses, peu de bruit,
conduite plus souple, absence de consommation énergétique a I’arrét, entretien simplifié) mais aussi
ses défauts (puissance et autonomie relativement faibles) est parfaitement adapté aux déplacements
urbains, qui représentent plus de 80 % des déplacements selon des études de I’'INRETS>.

Elles sont enfin d’ordre technologique. La gestion de I’énergie électrique est relativement aisée,
surtout depuis les progres de I’électronique de puissance et du contr6le/commande. On peut ainsi
envisager de nouvelles possibilités : freinage électrique avec récupération d'énergie, limitation
automatique de vitesse, suppression des boites de vitesse... Par ailleurs le véhicule hybride,
fonctionnant a la fois avec de I’énergie électrique et de I’énergie calorifique, permet une meilleure
utilisation des moteurs thermiques: ils tournent a vitesse constante, ce qui permet d’avoir
constamment un bon rendement et de diminuer leur émission de gaz polluants.

Le renouveau du véhicule électrique est maintenant trés visible. Des expériences en grandeur nature
comme a La Rochelle sont en cours. D’autre part, I’ensemble des constructeurs automobiles (et en
particulier les constructeurs francais) font des efforts de recherche et de développement. Ainsi,
I’attitude du groupe Peugeot Société Anonyme est intéressante. Il équipe actuellement en série des
voitures thermiques de moteurs électriques. A court terme, le constructeur lancera un véhicule urbain
(dénommé I’'lON) spécifiquement congu pour la propulsion électrique. A moyen terme, il travaille sur
un véhicule hybride (dénommé TULIP) reposant sur un nouveau concept de mobilité urbaine :
voitures électriques en libre-service.

Ceci montre que le véhicule électrique n’est pas LE véhicule de demain par excellence, mais
I’exploitation de ses qualités propres (et pas seulement ses qualités écologiques mais aussi ses qualités
technologiques) autour de concepts adaptés a la traction purement électrique ou hybride devrait
permettre un développement important dans les années a venir. Notons a ce sujet I’incroyable
explosion du marché du vélo électrique au Japon : 300 000 exemplaires ont été vendus en 1996 [6].

3. Les différentes structures de véhicules électriques.

Aprés avoir étudié les raisons du renouveau du véhicule électrique, nous abordons maintenant une
description plus précise. Nous avons vu qu’un probléme majeur du véhicule électrique était le
transport de son énergie de propulsion. On distingue ainsi couramment le véhicule tout électrique du
véhicule hybride, selon qu’il utilise ou non une source d’énergie différente de la source
électrochimique (i.e. la batterie).

3.1. Le véhicule tout électrique (VTE).

Il s’agit d’un véhicule qui possede uniquement un accumulateur comme source d’énergie. La
structure est donnée par le schéma de la figure 1.
Les avantages du VTE sont :
— l'absence totale d'émission gazeuse, ce qui rend localement le véhicule trés écologique” ;

394 9% des trajets sont inférieurs a 30 km et 80 % sont des déplacements de proximité.
* Localement, car il ne faut pas oublier le probléme de la production primaire d'énergie électrique et celui du
recyclage des batteries.
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— le tres faible niveau sonore du véhicule, uniquement provoqué par le roulement de ses roues et
éventuellement le "sifflement™ de I'alimentation a basse vitesse.

Les inconvénients du VTE sont essentiellement liés a la batterie :

— une puissance massique limitée par les batteries ;

— une autonomie faible ; notons a ce sujet que le volume de batterie doit étre correctement choisi,
car une augmentation de celui-ci peut a priori permettre d’améliorer I’autonomie en augmentant
I’énergie disponible, mais elle rajoute une masse supplémentaire au vehicule et par conséquent
I’énergie nécessaire a la traction augmente ; en résumé il existe une masse optimale de batterie qui
permet de maximiser I’autonomie.

Ainsi, le VTE semble bien adapté pour les petits véhicules urbains [7]. En effet, ceux-ci ne sont pas

trop pénalisés par la limitation de la puissance et de I'autonomie et le probléme des pollutions gazeuse

et sonore est essentiel pour eux.

- -

%

convertisseur
électronique

baterrie
A
y

électrique

4|

A
Y

contrble - commande

figure 1 : schéma de principe d'un véhicule tout électrique.

3.2. Le véhicule hybride (VH).

Un VH [8], [9], [10], [11], [12] est un véhicule qui utilise a la fois une source d'énergie
électrochimique et une source d'énergie thermique. Deux types de VH existent selon I'association des
sources d'énergie.

3.2.1. Le véhicule hybride paralléle (VHP).

La premiére idée est de faire deux véhicules en un, en bénéficiant des avantages de chacun. Le
VHP possede ainsi deux moteurs fonctionnant en paralléle (d'ou le nom) : un électrique et un
thermique. Les deux moteurs sont utilisés séparément et on résout alors le probléme écologique du
moteur thermique en ville, en fonctionnant en mode électrique et celui de lI'autonomie du véhicule
électrique pour les grands déplacements hors des agglomérations en fonctionnant en mode thermique.
Le schéma de principe d'un tel véhicule est donné sur la figure 2.
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figure 2 : schéma de principe d'un véhicule ""hybride' paralléle.

Les avantages du VHP sont :

— des performances et une autonomie comparables a celles d'un véhicule thermique ;

— I'émission zéro en mode électrique.

Les inconvénients du VHP sont :

— l'importance du systéme de motorisation lourd et volumineux, ce qui augmente la masse du
véhicule et limite la place disponible tout en augmentant le colt du véhicule ;

— une utilisation peu rationnelle de I'énergie disponible avec une redondance de fonctionnalité entre
les deux moteurs.

3.2.2. Le véhicule hybride série (VHS).

Dans ce cas, le principe repose sur le fait que I'énergie électrique utilisée par le moteur électrique peut

étre produite par un alternateur entrainé par un moteur thermique fonctionnant a vitesse de rotation

constante. Les deux moteurs sont donc en série, d'ou I'appellation. On peut alors choisir la vitesse de

rotation du moteur thermique de maniére a obtenir un rendement maximum et par conséquent

augmenter la quantité de carburant brilée dans un cycle moteur, ce qui implique une diminution des

rejets gazeux. Par ailleurs, la signature acoustique du moteur thermique peut étre améliorée pour la

vitesse de rotation fixe choisie. Le schéma de principe d'un tel véhicule est donneé sur la figure 3. La

plus grande partie de I'énergie électrique nécessaire au fonctionnement du moteur électrique est

fournie par la génératrice. La batterie est la uniquement en tampon pour fournir des pointes d'énergie

ou pour fonctionner en mode tout électrique.

Les avantages du VHS sont :

— une autonomie et une puissance disponible comparable a un véhicule thermique ;

— une gestion globale de I'énergie présente dans le systéme (thermique et électrique) ;

— un sous-dimensionnement de la batterie qui ne devient plus limitative d'un point de vue
énergétique ;

— possibilité (réduite) de mode zéro émission (aucune émission gazeuse).
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L'inconvénient majeur du VHS est I'importance du systéme de motorisation de méme que pour le
VHP, avec les mémes conséquences d'augmentation de la masse, du co(t et la diminution de la place
disponible.

]

L

réservoir de
| carburant

moteur
thermique

génératrice

électrique

contrble - commande

/ \
—‘— convertisseur
T

électronique

redresseur

électrique

baterrie |<——

figure 3 : schéma de principe d'un véhicule hybride série

Les applications des VHP et VHS sont sensiblement les mémes. Il s'agit de gros véhicules pour
lesquels la place et la masse du systeme de motorisation ne sont pas un probléme alors que la
puissance et l'autonomie doivent étre importantes. On pense a des camions de transport de
marchandises, a des bus ou des véhicules militaires pour lesquels I'option tout électrique est surtout
intéressante du fait de la diminution des signatures acoustiques et thermiques.

4. L’implantation du moteur électrique dans le véhicule.

L’objet de ce paragraphe [3], [13] est d’explorer les différentes possibilités d’implantation d’un
moteur électrique dans un véhicule. On passe en revue les solutions avec I’adjonction ou non d’un
réducteur, avec un ou plusieurs moteurs, avec un moteur central ou des moteurs dans les roues. En
introduction de cette étude, on fait quelques rappels sur le fonctionnement des moteurs
électr(omagnét)iques.

4.1. Rappels des principes de fonctionnement et de dimensionnement des moteurs
électriques.

La fonction de tous les moteurs est de transformer une énergie (thermique ou électromagnétique pour
les moteurs usuels) en énergie mécanique. Ils doivent fournir une force ou un couple en méme temps
qu’ils se déplacent en translation ou en rotation. Au total, ils fournissent une certaine puissance
mécanique pour I’entrainement d’une charge a vitesse constante ou variable.

Tous les moteurs électriques reposent sur le méme principe général de production de couple ou de
force [14], [15] : il s’agit de la variation de I’énergie électromagnétique échangée entre une partie
statique (le stator) et une partie dynamique (le rotor) dans un entrefer. Pour établir des expressions
simples du couple, des pertes et du rendement d’un moteur électrique, nous considérerons le cas d’une
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machine synchrone. Nous faisons I’hypothése que les relations établies dans les paragraphes qui
suivent sont sensiblement valables pour les autres machines électriques (a courant continu, a
réluctance variable et asynchrones) méme si le fonctionnement est différent. Cela permet d’établir des
régles simples de dimensionnement des machines électriques

4.1.1. Calcul simplifié du couple d’une machine synchrone.

Dans une machine synchrone (hors machine a réluctance variable), le couple est simplement di a
I’interaction d’un moment magnétique M, et un champ magnétique Hg. Au rotor, le moment M,

est créé par des électroaimants alimentés en courant continu ou par des aimants permanents. Le champ
Hg est créé par des bobinages placés au stator. La figure 4 montre la coupe d’une machine synchrone

cylindrique posseédant deux pdles.
Le moment M, crée dans I’entrefer de la machine une induction radiale B.(0). Les courants

statoriques qui créent le champs Hg sont représentés par des courants surfaciques de densité j(6)
parcourant un cylindre (Cyl) de rayon R et de longueur L (cf. fig). Les allures idéalisées de B, (0) et
J5(0) sont représentées sur la figure 4.
L’induction dans I’entrefer B (6) interagit avec un élément de surface dS du cylindre (Cyl) parcouru
par le courant jg (9).LR.d6 pour créer I’élément de force de Laplace dF qui, par réaction, provogue la
rotation du rotor (cf. figure 4) :
dF = B¢ (6).(js(6).L.R.dB).L = L2.R.B,(6).j5(6).d6 @
On en déduit I’expression de la force totale par p6le :
T

Fp= de =L?R. J‘OA Be(6).js(6)d6 @)

Cyl

Et par suite la force totale F et le couple total C de la machine valent respectivement :

F=2pF, = 2.p.L2.R.J.A B, (6).js(6)d6 ®
0
C—RF- 2pL2R2J% B, (0)js (0)d0 4)
0

Dans le cas idéalisé présenté sur la figure 4, la densité de courant sous un pble est supposée constante

et vaut Jg = , OU At sont les amperes-tours totaux sous un pdle. Si on introduit la densité de
TRL
p
- Aty _ o
courant linéique au stator A = = L.Jg, le volume V. du cylindre (Cyl) et I’induction moyenne
—.R
Y
dans I’entrefer sous un pole <Be>p le couple a alors I’expression suivante :
T
C= 2.p.L2.R2.%.J.A Be(6).d0 = 2.p.L.R2.A.(£.<Be>p] = 2.Ve(Be) A (5)
0 p
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Be(®)  Allure réelle

{Be)p Allure idealisée

I

o
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figure 4 : représentation simplifiée d’une machine synchrone et allures idéalisées de I’induction
dans I’entrefer et de la densité surfacique de courant statorique.

Dans le cas plus général ou la densité de courant n’est pas constante sous un p6le, on montre qu’en
introduisant un coefficient kj, lié au bobinage du stator, on retrouve une expression du méme type :

C=2.kb.Ve.<Be>p.A (6)

L’équation 6 montre clairement que le couple d’une machine électrique dépend de trois parametres :

— I’induction moyenne dans I’entrefer ; elle dépend du type de moteur et on obtient grossiérement
des inductions allant de 0,3 T pour les petites machines asynchrones a 1 T pour des machines a
aimants permanents de bonne qualit¢ (Sm-Co ou Nd-Fe-B) avec un flux éventuellement
concentre ;

— la densité linéique de courant qui est limitée par la saturation magnétique de la machine et par les
échauffements admissibles ; en effet, nous montrons au paragraphe 4.1.2 que les pertes Joule sont
environ proportionnelles au produit de la densité surfacique de courant efficace dans les
conducteurs statoriques par la densité linéique efficace de courant ; on retient que A peut varier de
guelques 100 A/cm a quelques 1000A/cm ;

— la cylindreée, i.e. le volume du cylindre qui entoure I’entrefer ; nous retenons donc que c’est le
couple maximal que doit fournir un moteur qui fixe son volume et par conséquent sa masse et dans
une moindre mesure son prix (qui dépend aussi de la nature des matériaux et de leur augmentation
de volume propre).
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4.1.2. Calcul simplifié des pertes Joule d’une machine synchrone.

On ne tient compte que des pertes Joule statoriques. Les pertes Joule d’un moteur synchrone
s’expriment alors simplement en fonction de la densité de courant efficace et de la résistivité des
conducteurs du stator par la formule suivante :

Py = _[_” Pcu-Oeff 2.av )

volumedes
conducteurs

Si on considére que la densité de courant est constante dans tout le bobinage et que I’on introduit un
coefficient ky, caractéristique des tétes de bobines® nous pouvons alors écrire :

2 o 2
Py =pcu -(Venc +Vip )-Seff = Kip-Pcu-Venc-Oeff 8)
En utilisant la relation liant la charge linéique efficace au stator et la densité surfacique efficace de
courant dans les conducteurs Agfs.L = Oaff -Senc, NOUS obtenons une nouvelle expression des pertes
Joule :

Py = ktb-Pcu-'—-Senc-Seff2 = Kip-pcu -Oeff -Aeff )
En remarquant que la charge linéique efficace au stator Ag¢ est proportionnelle a la charge linéique

A, nous pouvons donner I’expression générale suivante des pertes Joule :

Py = KjBef -Aetr (10)
Le produit S5 .Aefs Caractérise donc les échauffements d’une machine électrique et il doit étre limité

a une valeur maximale qui dépend beaucoup du type de refroidissement utilisé. On retiendra les

valeurs de 3.10'° A%2/m® en convection naturelle et de 30.10'°° A%2/m® en convection forcée par
liquide caloporteur.

4.1.3. Calcul simplifié des pertes fer d’une machine synchrone.

On peut montrer que les pertes fer au stator® prennent grossiérement la forme suivante :
n 2 2
Pp = (khyst- <Bfer > .0+Kpguc: < Bfer” >0 )mfer (11)

Bfer, Mger, © étant respectivement I’induction dans le stator, la masse totale des parties
ferromagnétiques du stator, la pulsation électrique de la machine et kpyst et Kgqyc les coefficients

caractéristiques du matériau magnétique utilisé et de I’allure de la variation de I’induction (sinusoidale

carré, trapézoidale, ...). Les pertes fer dépendent donc essentiellement de trois paramétres :

— I’induction moyenne dans le fer : cette valeur doit étre la plus faible possible pour minimiser les
pertes fer, mais elle devra étre compatible avec une induction dans I’entrefer suffisante et une
masse raisonnable. En effet, a induction constante dans I’entrefer, la diminution de I’induction
dans le fer ne peut étre réalisée qu’en augmentant les sections de conduction du flux magnétique,
soit les largeurs des dents et des culasses ; on atteint couramment 1,7 a 1,8 T dans les dents et 1,4
a1,6 T dans les culasses ;

> Le coefficient ky, est difficile a calculer car il dépend du type de bobinage et des caractéristiques géométriques
de la machine (notamment le nombre de pbles) mais aussi de I’art du technicien ou de la machine réalisant le
bobinage.

® A priori le stator seul canalise un flux magnétique variable dans le temps, susceptible de créer des pertes fer.
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— la qualité du matériau magnétique utilisé : selon la nuance de tble, on peut avoir des pertes
massiques (en induction sinusoidale de fréquence 50 Hz et d’amplitude 1,5 T) qui évoluent de
quelques 0,1 W/kg a 10 W/kg ;

— la pulsation électrique : la plage de vitesse d’un moteur étant imposée, on peut la modifier en
jouant sur le nombre de pdles de la machine ; ainsi la polarité des machines rapides est faible et
celles des machines lentes est forte.

4.1.4. Calcul simplifié du rendement d’une machine synchrone.

La puissance mécanique Ppsca disponible sur I’arbre vaut :
Pméca = C.Q2 (12)
ou Q est la vitesse de rotation du rotor.
En négligeant les pertes dues aux frottements mécaniques, la puissance électrique Pgjc absorbée par
la machine vaut alors :
Petec = Pmeca + Py + Pr (13)

Par définition le rendement du moteur est :

P P .
r = _méca _ méca (14)
Petec  Pméca +P3 +PF

En substituant dans I’équation 14 les expressions du couple de I’équation 6, des pertes Joule de
I’équation 10 et des pertes fer de I’égquation 11, on obtient I’expression suivante du rendement :
1

Brer" Brer
1 kyka Seff 1 Mper | Knyst \°fer Kroue \fef
1+—. . +—. . . + . Q
2" kp Ve.<Be>p.Q 2"V, | kp <Be>p.A Kp <Be>p.A

n= (15)

Au vue de I’expression ci-dessus, nous pouvons faire les remarques suivantes :

— pour un couple donné, il existe toujours un maximum du rendement en fonction de la vitesse ; cet
optimum est obtenu soit pour la vitesse qui réalise I’égalité des pertes Joules et des pertes par
courants de Foucault ou, si cette vitesse est hors de la plage de fonctionnement, pour la vitesse
maximum de fonctionnement ;

— pour augmenter le rendement, on a toujours intérét a atteindre la meilleure induction dans
I’entrefer, car cela permet de créer un couple et une puissance plus élevés sans augmenter le
volume ou les ampéres-tours de la machine ;

— I"augmentation de la cylindrée permet d’améliorer le rendement en gardant la méme induction
dans I’entrefer.

4.1.5. Conclusions : rappels des régles élémentaires de dimensionnement d’un moteur
électrique.

A partir de ce que nous venons de dire précédemment, nous pouvons résumer les réegles
élémentaires de dimensionnement d’un moteur sous la forme des contraintes qui agissent sur les
parametres « naturels » de fonctionnement que sont le couple et la vitesse :

— le couple : il est limité par le volume disponible et la charge linéique que I’on peut obtenir dans la
machine, qui est elle-méme limitée par les échauffements tolérables maximaux et les phénoménes
de saturation magnétique ; les contraintes sont donc volumiques, thermiques et magnétiques.
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— lavitesse : elle est limitée par les pertes fer qui détériorent le rendement pour les vitesses élevées
et par le comportement mécanique de la machine’; les contraintes sont donc mécaniques et
énergétiques.

4.2. Motorisation avec transmission mécanique.

La voie la plus simple pour réaliser un véhicule électrique est de remplacer le moteur thermique par
un moteur électrique. L’architecture mécanique du véhicule est alors totalement conservée et les
contraintes de dimensionnement en couple et en vitesse sont les mémes que celles du moteur
thermique. Notamment, on peut conserver la boite de vitesse et I’embrayage. Nous allons discuter de
I’intérét d’un tel systéme quant au dimensionnement du moteur électrique de traction. Pour cela,
supposons que I’on ait a réaliser un systtme moteur pouvant atteindre un couple maximal Cpax

(correspondant par exemple au couple nécessaire au démarrage du véhicule) et une vitesse maximale
Qmax (correspondant par exemple a la vitesse maximale que doit pouvoir atteindre le véhicule). Si on

n’utilise pas de reducteur, le couple maximal Cpo; et la vitesse maximale Qpot  — que doit

atteindre le moteur valent respectivement Cp,ax €t Qmax ; 0N utilise le moteur en attaque directe. Si

celui-ci est capable de fournir le couple maximum sur toute la plage de vitesse, sa puissance maximale
vaut : Prot . = Cmot,,, Cmot,,, = Cmax-max - Pour cette grandeur, on parle aussi de puissance de

coin.

4.2.1. Utilisation d’un réducteur de rapport fixe.

En supposant que I’on associe un moteur fournissant un couple maximum égal a Chmot,, €tune

vitesse maximale OQmot, ., a un réducteur de rapport ry, le couple disponible grace a I’ensemble

: : Qpmot . :
machine/réducteur vaut r.Cpq et la vitesse ——==-. |l faut que I’on verifie les deux relations

n
1-Cmot . = Cmax

suivantes : pour que I’ensemble moteur et réducteur satisfasse au cahier des

Qmot o

- Q max
1

charges énoncé au paragraphe précédent. Le moteur doit donc étre dimensionné pour un couple

. C . .
maximal —M3 et une vitesse maximale 11.Qpay -
g
Les figures 5 et 6 montrent respectivement les zones des points de fonctionnement accessibles dans le
plan couple - vitesse et dans le plan puissance - vitesse. En supposant toujours que le moteur est
capable de fournir le couple maximal sur toute la plage de vitesse, la puissance fournie par le moteur
associé au réducteur est inchangée. Mais le moteur sera a priori moins volumineux, car le couple

demandé est plus faible (dans le rapport de réduction ry) avec le réducteur (cf. §4.1.5). On a donc

intérét a utiliser un réducteur pour diminuer la masse et le colt du moteur. Cependant, le rapport de
réduction va étre limité d’une part par les limites en vitesse du moteur (thermiques et mécaniques)

" Les vitesses périphériques maximales varient de 50 m/s pour les machines a courant continu a collecteurs
jusqu’a 300 m/s pour des machines asynchrones a rotor massif.
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mais aussi par le réducteur lui-méme dont la réalisation se compliqgue en méme temps que son
rendement diminue lorsque le rapport de réduction augmente.

couple

points de fonctionnemen
accessibles par I’ensemble
moteur - réducteur

I X Cryot

max

points de fonctionnement
accessibles par le moteur seul

Cmotmax

vitesse

figure 5 : zones des points de fonctionnement accessibles a un moteur associé avec un réducteur
unique.

points de fonctionnement accessibles
par I’ensemble moteur - réducteur

points de
fonctionnement
accessibles par
le moteur seul

puissance
A

Cmotmax

»  vitesse

Qmotmax Qmotmax

figure 6 : zones des points de fonctionnement accessibles a un moteur associé avec un réducteur
unique.
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4.2.2. Utilisation d’une boite de vitesse.

fy X Cmotmax

1 X Cpot

max

Cmotmax

couple

points de fonctionnemen
accessibles par I’ensemble
moteur - réducteur

points de
fonctionnement
accessibles par
le moteur seul

> vitesse

figure 7 : zones des points de fonctionnement accessibles & un moteur associé avec deux

réducteurs dans le plan couple - vitesse

I
MOty
2

MOt |7 [T

points de fonctionnement accessibles
par I’ensemble moteur - réducteur

points de
fonctionnement
accessibles par
le moteur seul

puissance
A

> Vitesse

MOty <2MOt Q ot o

figure 8 : zones des points de fonctionnement accessibles & un moteur associé avec deux

réducteurs dans le plan puissance — vitesse

La boite de vitesse est équivalente a un réducteur a plusieurs rapports de réduction. Considérons
pour simplifier une boite de vitesse a deux rapports r; et rp, avec r;<r,. Si I’on utilise celle-ci avec
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un moteur capable de fournir un couple C,o; et d’atteindre la vitesse Qpq -, I’ensemble boite

Qmot
et moteur sera capable de fournir le couple r.Crg et la vitesse ——%= sur le premier rapport r;
n

Qpmot
et le couple r;.Cpot et la vitesse ——™ sur le second rapport r, . Au total le couple maximal
2
. , ) . . . Qmot e
disponible sur I’ensemble moteur boite de vitesse sera r,.Cpq et la vitesse maximale ——==.
n

Par conséquent, le moteur devra étre dimensionné pour les valeurs maximales du couple Crr”;‘x et de
2
la vitesse 1r1.Qmax Pour qu’il satisfasse au cahier des charges énoncé au paragraphe 4.2. Associé a
deux réducteurs, le volume du moteur sera donc plus petit qu’avec un seul, car la contrainte en couple
sera plus faible (r; <ry) et la vitesse maximum qu’il pourra atteindre sera la méme qu’avec un seul
réducteur. En revanche, la puissance maximum de I’ensemble moteur - réducteur ne vaudra plus que :
n

Pmot, ., = Cmot e -C2mot g, ZE-Cmax-Qmax < Crnax-Qmax car r <ry.

D’une maniére plus genérale, si on utilise N réducteurs de rapport ry,r5,...,ry , I’ensemble moteur -

Qmot
min(ry,ry,...,Iy)
pourra donc obtenir des vitesses élevées et des couples élevés avec un petit volume de moteur.
Evidemment le systéme moteur + N réducteurs développera une puissance maximale plus faible que le
moteur sans réducteur ayant les mémes performances en couple et en vitesse. Mais, il faut considérer
le fait que le moteur sans réducteur ne peut pas en général développer le couple Cp.x jusqu’a la

On

réducteur pourra atteindre le couple max(ry,2,....'N)-Crot,,,, €t |2 vitesse

vitesse Qax @ cause des échauffements de la machine au couple Cay -

Par ailleurs la solution moteur + réducteur(s) pose plusieurs problémes. Il y a d’abord la réalisation de
la boite de vitesse associant plusieurs réducteurs et la nécessité d’un systeme de changement de vitesse
qui sous-entend I’utilisation d’un embrayage. De plus, il se pose un probléme de puissance disponible.
La puissance maximale est plus faible et la figure 8 montre I’existence de « trous » de puissance au
niveau du changement de rapport. Ce probléeme peut étre résolu par I’utilisation d’un réducteur
continlment variable avec la vitesse. Mais ce type de réducteur ou de variateur utilisé par exemple sur
les vélomoteurs ou les scooters n’est pas encore développé pour I’automobile.

4.3. Motorisation sans transmission mécanique.

La motorisation sans transmission mécanique correspond a une situation ou le moteur est proche de
la roue. Dans ce cas chague roue ou au moins chaque roue d’un essieu est équipée de son propre
moteur. Il s’agit donc d’une solution multi-moteurs. Nous allons décrire les deux cas possibles, puis
nous discuterons des intéréts et inconvénients d’une solution utilisant plusieurs moteurs.

4.3.1. Moteur a proximité de la roue.

Dans ce cas, il s’agit d’un systéme ou le moteur est contre la roue. L’axe est relié a la jante
directement ou a travers un réducteur.
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4.3.2. Moteur dans la roue ou moteur-roue.

C’est a priori la solution la plus élégante et la plus compacte. On integre directement le moteur
dans la roue. On parle aussi de moteur jante ou de roue électrique. Le moteur posséde une structure
inversée ou le rotor est extérieur et le stator intérieur et on dispose la jante sur le rotor. La figure 9
montre I’intégration d’un moteur synchrone sans balais dans la jante d’un petit véhicule blindé [16].

_ rotor
jante

stator

<<
5

_555‘4‘
Y

axe

=
7777 =

o
VA
77

AN

77
8.

27

AAARS

o

&

L7

7
AN
\

T

<77
N\

RN
\\\\\\\\\‘\/
s

\

figure 9 : prototype de moteur-roue 18 kW - 750 tr/mn IGE/TECHNICREA.

Commencons par les inconvénients d’une telle structure. Dans ce type de configuration, il est trés
difficile d’intégrer un réducteur. Par conséquent, le moteur est a priori a attaque directe et il doit
fournir un couple élevé, notamment dans les phases de démarrage en pente. Conformément a ce qui a
été énoncé au paragraphe 4.1.5, le volume du moteur donc la masse et le colt sont élevés. Il est
nécessaire de minimiser au mieux la masse totale des parties actives conformément au cahier des
charges imposé. Remarquons aussi que le comportement routier d’un véhicule est lié au rapport des
masses non suspendues sur celles suspendues. Ainsi, I’introduction d’un moteur fort couple dans la
roue peut avoir tendance a déstabiliser le véhicule. Enfin, il se pose aussi le probleme du freinage ;
d’une part il faut intégrer au moteur-roue le disque de frein et d’autre part il faut tenir compte des
échauffements supplémentaires dus a la dissipation d’énergie calorifique lors des phases de freinage.

En revanche, le principal avantage du moteur-roue est sa grande compacité. Toute la fonction
motricité (en dehors de I’alimentation®) est regroupée dans la roue qui devient un organe de traction a

8 On peut songer a étudier I’intégration de I’alimentation & I’intérieur du moteur électrigue (qui est généralement
vide dans le cas d’un moteur a fort couple) pour des petits moteurs équipant un vélo électrique.
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part entiére. En supprimant le moteur et la transmission mécanique sous le capot, cela libére de
I’espace dans le véhicule électrique, notamment utilisable par les batteries.

Nous y reviendrons plus en détail dans la partie portant sur les contraintes de dimensionnement propre
au moteur-roue.

4.3.3. Remarques sur la solution multi-moteurs.

Les solutions n’utilisant pas de transmission mécanique nécessitent souvent I’utilisation de
plusieurs moteurs [3]. Nous allons donc essayer de comparer la motorisation mono-moteur avec celle
multi-moteurs.

4.3.3.1 Sécurité de fonctionnement.

Il est important de soigner la commande des moteurs afin d’assurer la sécurité du fonctionnement
du systeme. Citons trois exemples de problémes a prendre en compte. Il faut recréer artificiellement un
systeme équivalent au différentiel afin d’éviter une usure prématurée des pneumatiques. D’autre part,
il ne faut en aucun cas que le moteur se bloque, notamment sous I’effet d’un probléme électrique
(court-circuit par exemple). Enfin, si le moteur utilise une excitation par aimants permanents, il se
comporte en générateur dés qu’il tourne. Cela implique par exemple qu’il faut protéger son
alimentation en cas de traction de dépannage.

4.3.3.2 Comparaison des masses et des performances des solutions mono-moteur et multi-
moteurs.

Dans ce paragraphe, nous comparons la masse et les performances d’un moteur M; unique avec
celles de n moteurs identiques M,, tournant a la méme vitesse et fournissant le méme couple total.
Nous effectuons cette comparaison en considérant successivement trois critéres.

Dans le premier cas, nous supposons que les rendements des deux types de motorisation sont
identiques et nous comparons leurs masses totales et leurs échauffements.
Dans le second cas, nous supposons que les échauffements d’un moteur M, sont les mémes que ceux

du moteur M, et nous comparons les masses totales et les pertes.

Dans le troisieme cas, nous supposons que c’est le produit des pertes par la masse totale qui est la
méme pour les deux moteurs et nous comparons le rendement, les échauffements et la masse totale des
deux solutions. Notons que conserver le produit pertes par masse totale revient sensiblement a
conserver I’autonomie du véhicule. En effet, celle-ci décroit lorsque les pertes augmentent. Ainsi, pour
I’laméliorer, il faut limiter le plus possible les pertes (a couple et vitesse fixés). Cela s’accompagne
d’une augmentation de la masse des moteurs, entrainant une augmentation de la consommation
d’énergie lorsque la route est en pente ou dans les phases d’accélération. L’optimisation globale de la
consommation d’énergie passe donc par un compromis entre les pertes et la masse des moteurs qui,
toutes les deux, doivent étre minimales. On peut ainsi considérer que I’inverse du produit des pertes
par la masse totale est une bonne image de I’autonomie du véhicule. Nous I’appellerons facteur
d’autonomie f, :

1

_ (16)
® " (Py+PE )My

Dans I’étude qui suit, nous primons les grandeurs concernant les moteurs M, et nous faisons les

hypotheses suivantes :
— nous négligeons les pertes fer ; I’étude sera donc essentiellement valable aux faibles vitesses ;
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— les masses totales myy €t m des moteurs My et M,, sont proportionnelles a leurs cylindrées
tot tot,, 1 n

V, et V' de telle sorte que :

m A
tOtn _ _e (17)
Mt Ve
— un moteur M,, est obtenu par une homothétie de rapport k;, sur toutes les dimensions du moteur

M, ; ainsi, les cylindrées V, et V,' des moteurs M, et M, Vérifient :

Vo'=kpl.V, (18)
— les échauffements AT d’un moteur sont proportionnels au rapport des pertes sur la surface

d’echange thermique du moteur avec I’extérieur Sg¢p, ; en négligeant les pertes fer, nous pouvons

alors écrire que :

AT' _ Py' Sgen

LA (19)
AT Py Sgcp'

a) Equations caractérisant I’identité du couple global des deux solutions.
En préliminaire, nous €établissons une relation entre les amperes-tours par pole At, du moteur M

et Aty," d’un moteur My, sachant que les deux types de motorisation fournissent le méme couple

global :

Cc=nC (20)
D’aprés I’équation 6, les couples C et C’ sont donnés par :

C=2.kb.Ve.<Be>p.A (21)
C'= 2.kb.Ve'.<Be>p'.A' (22)

Lorsqu’on peut appliquer le méme rapport d’homothétie a I’entrefer qu’aux autres dimensions, sans
atteindre les limites de faisabilité mécanique, I’induction moyenne dans I’entrefer reste constante. Les
relations 18 et 20 permettent alors d’établir le rapport entre les deux charges linéiques A et A’ :

A1

(23)
A l'l.kh3
o . Aty Aty'
Or les charges linéiques des moteurs M, et M, valent respectivement A=—— et A'=——. Et
R TR
p p
comme R'=kpR, les amperes-tours par pole des deux moteurs vérifient la relation :
At,'
Ay 1 ' (24)
Atp I’].kh

b) Comparaison a rendement constant.

Si le rendement 1" des n moteurs M,, est égal a celui n du moteur M, nous pouvons alors écrire
que :
c.Q CQ
_) =
C.Q+P;' CQ+P

n'=n (25)
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Les moteurs M,, tournent tous & la méme vitesse Q que My, donc, en utilisant I’équation 20, nous
établissons que :

Py =n.py' (26)
D’apres I’équation 10, les pertes Joule de Mj; valent Pj=K;Oqf Aets et celles de M,
Py'=K;.00f "Aeff - En remarquant que le rapport des charges linéiques efficaces Agp Sur Agss' et
des densités de courant efficace Sggr Sur See' €voluent par homothétie respectivement comme le

rapport des charges linéiques A sur A' et des densités de courant & sur &' et en utilisant les identités
23 et 26, on obtient le rapport entre les densités de courant des moteurs Mq et M, :

~=kp’ 27)

At At
Or ces densités de courant valent respectivement §=—"— et §'= —" -, ol Sencp et Sencp' sont les
E‘I’]Cp enc

p

surfaces d’encoche par pdle des moteurs M; et M,,. Comme SenCp ‘= kh2.SenCp , les amperes-tours

par p6le des deux moteurs vérifient donc :

At,'
P =kp® (28)

Atp
Les deux relations 24 et 28 doivent étre vérifiees pour que le moteur M; et les moteurs M,

fournissent le méme couple total avec le méme rendement global. On en déduit la valeur du rapport
d’homothétie :

kp =n 7 (29)

Or, nous avons supposé que la masse totale d’un moteur est proportionnelle a sa cylindrée. D aprés les
équations 17, 18 et 29, nous pouvons donner I’expression du rapport P (n) entre la masse d’une

solution mono-moteur et celle d’une solution multi-moteurs a n machines ayant les mémes
performances (couple, vitesse et rendement) :

Py (M) =077 (30)

La figure 10 représente I’évolution de I’augmentation relative de masse entre les deux solutions en
fonction du nombre de moteurs de la solution multi-moteurs. Elle met en évidence une augmentation
de 50 % de la masse totale pour deux moteurs et une masse plus de deux fois supérieure pour quatre
moteurs. Réciproquement, cela signifie aussi qu’il faut admettre une diminution du rendement si I’on
veut conserver la masse totale des moteurs.
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figure 10 : augmentation de la masse globale de la solution multi-moteurs relativement a celle de
la solution mono-moteur, a rendement constant.
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figure 11 : diminution des échauffement de la solution multi-moteurs relativement a ceux de la
solution mono-moteur, a rendement constant.
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Pour ce qui est des échauffements, remarquons que les surfaces d’échanges thermiques vérifient
Se¢ch'= khZ.Séch . En utilisant les relations 19, 26 et 29, nous établissons I’expression du rapport pt
entre les échauffements des deux motorisations :

paT(N) = n_% (31)

Les échauffements diminuent avec le nombre de moteurs, comme le montre la figure 11. Nous
pouvons trés simplement interpréter ce phénoméne en remarquant que les mémes pertes globales sont
réparties sur plusieurs machines dont les surfaces d’échanges ne sont pas diminuées autant que les
pertes par machine.

En utilisant les relations 26 et 30, nous établissons que le rapport pg, entre les facteurs d’autonomie

de chaque solution vaut :
_4
pr, =77 (32)
L autonomie du véhicule diminue donc en multipliant les moteurs. En effet, les pertes Joule totales
restent constantes, mais, dans le méme temps, la masse totale augmente.
c) Comparaison a échauffements constants.

Maintenir les échauffements constants implique la relation suivante :
Py Sg
| (33)
Py Sgch
Or, par homothétie de rapport k},, la surface d’échange évolue en khz. Par conséquent, les pertes
Joule évoluent comme suit :
P 1
=2 (34)
P;

En utilisant I’expression des pertes Joule donnée par I’équation 10 et la relation 23 liant les charges
linéiques, on obtient I’évolution de la densité de courant :

o' 5
—=nk 35
8 h (35)

On en déduit la relation suivante entre les ampeéres-tours :

At,'
At,

En comparant les équations 24 et 36, on obtient I’expression de ky en fonction de n dans le cas
présent :

_2
Ky =n 7o 37)
Nous pouvons alors calculer le nouveau rapport Py (n) entre la masse d’une solution mono-moteur

et celle d’une solution multi-moteurs & n machines produisant le méme couple a la méme vitesse et
dont les machines M, ont des échauffements similaires a la machine My :

P (=073 (39)

Les équations 34 et 37 permettent d’exprimer I’évolution du rapport pp, entre les pertes Joules

globales des deux solutions :

52



Le véhicule électrique et le moteur-roue

_ n.PJI _ n% (39)
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figure 12 : augmentation de la masse globale de la solution multi-moteurs relativement a celle de
la solution mono-moteur, a échauffements constants.
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figure 13 : augmentation des pertes Joules globales de la solution multi-moteurs relativement a
celles de la solution mono-moteur, a échauffements constants.
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d) Comparaison a autonomie constante.

Dans les deux cas précédents, nous avons vu que I’autonomie des solutions multi-moteurs étaient
détériorées. Considérons maintenant le cas ot on conserve le facteur d’autonomie. Cela implique la
relation suivante :

Py'.n.myqt’

=1 (40)
Py.Miot
En utilisant les relations 10, 17 et 18, nous pouvons réécrire la relation ci-dessus :

L} 1 3
S.A.n.kh —1 (41)
0.A

Comme les deux types de motorisation fournissent le méme couple global, on peut utiliser la relation
23 donnant le rapport des charges linéiques. Nous obtenons alors le rapport des densités de courant :

8!

—=1 42
5 (42)
Et nous en déduisons la relation entre les ampéres-tours par pole :

Aty

P k2 (43)
Aty

Les deux relations 24 et 43 doivent étre vérifiees pour que le moteur M; et les moteurs M,
fournissent le méme couple total avec le méme facteur d’autonomie. D’ou la valeur de k, :

Ky =n/4 (44)
Le rapport entre les masses totales des deux motorisations vaut alors :
Py, () =07 (45)
En utilisant les équations 40 et 45, nous pouvons aussi calculer le rapport entre les pertes Joules :
npPy" -
pp, = oL =n /4 (46)
P;

La surface d’échange évoluant en kh2 , hous donnons enfin le rapport entre les échauffements :

paT(n) = n/s (47)

Nous avons représenté I’évolution de ces trois rapports en fonction du nombre de moteurs sur les trois
figures suivantes.
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augmentation relative de la masse totale (%)
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figure 14 : augmentation de la masse globale de la solution multi-moteurs relativement a celle de
la solution mono-moteur, & autonomie constante.
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figure 15 : diminution des pertes Joule de la solution multi-moteurs relativement a celles de la
solution mono-moteur, & autonomie constante.
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figure 16 : augmentation des échauffements de la solution multi-moteurs relativement a ceux de
la solution mono-moteur, a autonomie constante.

e) Conclusions et remarques sur la comparaison entre les solutions mono-moteur et
multi-moteurs.

Cette étude a montré que la solution multi-moteurs avait tendance a augmenter la masse totale des
moteurs ou a détériorer le rendement et les échauffements. Pour que cette solution soit vraiment
intéressante, il convient de reéaliser des moteurs en optimisant le facteur d’autonomie, c’est-a-dire
I’inverse du produit des pertes par la masse totale. Dans ce cas, I’augmentation de la masse par rapport
a un moteur unique fournissant le méme couple a la méme vitesse reste modérée ( environ 40 % pour
guatre moteurs) et on peut raisonnablement penser que cette masse supplémentaire est compensée par
la suppression de la transmission mécanique. De méme I’augmentation des échauffements reste
limitée et ne semble pas a priori compliquer le systéme de refroidissement.

A ces conclusions, nous ajoutons plusieurs remarques.

Ce calcul ne tient pas compte des pertes fer. On peut montrer [3] qu’alors, a masse constante, le
rendement de la solution multi-moteurs ne se détériore pas autant que ce qui a été vu ici. Cela signifie
que c’est surtout a faible vitesse que le probleéme des pertes est le plus important, c’est-a-dire la ou le
couple demandé est en général le plus important (phase de démarrage).

La solution mono-moteur utilise le plus souvent un réducteur de telle sorte que le rapport entre le

couple C est inférieur a % ce qui augmente encore I’écart de masse entre les deux solutions.
Pour ce qui est de I’analyse relative a I’autonomie, notons que le facteur d’autonomie n’est qu’une
image de I’autonomie du systéme. Nous pourrions faire un calcul plus exact sur un cycle de

fonctionnement donné. Mais ce calcul serait plus compliqué et I’objet de ce paragraphe est seulement
d’établir des conclusions générales.
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En résumé, nous retiendrons que la solution multi-moteurs impose de réaliser un compromis correct
entre la masse et les pertes des moteurs afin de maximiser I’autonomie du véhicule, et ce d’autant plus
si les moteurs sont a attaque directe.

5. Evaluation des contraintes de dimensionnement d’un moteur-roue.

Dans cette partie nous essayons de recenser toutes les contraintes liées a la conception d’un

moteur-roue.

5.1. Contraintes de couple et de puissance.

Nous avons vu au paragraphe 4.1.1 que le couple d’un moteur électrique était fortement lié a son

volume. Ainsi, la premiére contrainte correspond au couple que I’on demande de fournir au moteur-
roue. Nous commencerons donc a énumérer les différents efforts résistants que le véhicule doit vaincre
pour avancer.

5.1.1. Efforts résistants a I’avancement d’un véhicule.

Le principe fondamental de la dynamique classique appliqué au solide « véhicule » permet d’écrire

I’équation suivante :
Fmot = Mtec-Y + Fres (48)

oU Myge, ¥, Fmot €t Fres SONt respectivement la masse totale en charge du véhicule, son accélération,

la force motrice totale délivrée par I’ensemble des moteurs-roues et la résultante des efforts résistants a
I’avancement du véhicule considéré.
Ces efforts résultants se décomposent en trois composantes :

la résistance au roulement Ry, qui provient des efforts exercés par le pneumatique au contact du
sol ; cette force a la forme suivante :

Rroul = Kroul-Msup/roue 9 (49)

ol Koy est un coefficient qui dépend de la nature du pneumatique, de sa pression de gonflage

mais peu de la charge supportée, Mg,y roue €st la masse de vehicule supportée par la roue

considérée et g I’accélération de la pesanteur terrestre (on prendra g = 9,81 m.s_z) ;

la résistance aérodynamique R 4, de I’air sur la surface extérieure du véhicule ; cette force a la
forme suivante :

1 2

Ragro ZE-Pair-Sfront-CX-VreI (50)
ol pgjr est la masse volumique de I’air extérieur, Sgon la surface frontale ou maitre couple® du
véhicule, Cx le coefficient de pénétration dans I’air'® et v, la vitesse relative du véhicule par
rapport a I’air extérieur™ ;

%11 s’agit de la surface du véhicule projetée perpendiculairement a la direction de déplacement du véhicule.

10 ce coefficient est difficilement calculable théoriquement et, le plus souvent, il est mesuré en soufflerie sur le
véhicule réel ou sur une maquette.

1 par |a suite on considérera toujours qu’il n’y a pas de vent ; la vitesse relative du véhicule v, est alors égale a
sa vitesse propre v.
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— larésistance due a la pente de la route Rpene qui a I’expression classique suivante :
R pente = Miec-SiNaLQ (51)

ol o est I’angle que fait la route avec I’horizontale?.
On peut réécrire I’équation 48 en donnant la force totale de traction nécessaire pour un fonctionnement
du véhicule décrit par son accélération vy, sa vitesse v et la pente P de la route :

. P 1 2
Frmot = Miec-Y + Migg-SiN (Arc tan (mng + <kr0u| >.mtec + > Pair Stront-CX-V gl (52)

ou (kmu|> est le coefficient moyen de roulement sur toutes les roues du véhicule.
Nous en déduisons le couple de traction nécessaire par moteur-roue pour le fonctionnement décrit plus
haut :

d
Frnot- "0Ue
Crnot = — 42 (53)

Nroue
oU dygye est le diamétre de roulement des roues et Ny, le nombre de roues motrices.
Enfin, la puissance nécessaire par moteur-roue vaut :
Pmot = Fmot-V (54)
Le tableau 2 fixe des ordres de grandeur pour les différents paramétres mécaniques décrits dans ce
paragraphe et pour quatre véhicules typiques.

tableau 2 : ordre de grandeur de quelques caractéristiques mécaniques pour des véhicules

typiques
Bus Voiture Scooter Vélo™
Masse totale en charge (kg) 15000 2000 250 100
Coefficient de roulement 10 10 10 2
estimé (dN/tonne)
Maitre couple (m?) 5 3 0,7 0,5
Coefficient de pénétration 0,7 0,35 0,8 0,8
dans I’air
Nombre de roues motrices 214 214 1 1
(moteurs-roues)
Diamétre de roulement des 1000 650 500 700
roues jante 22’ jante 13"’ jante 10”

5.1.2. Caractéristiques limites de fonctionnement couple/vitesse et puissance/vitesse.

Les équations précédentes permettent de calculer le couple, la vitesse de rotation et la puissance
d’un moteur-roue pour des points de fonctionnement définis par trois grandeurs: la vitesse,
I’accélération du véhicule et la pente de la route. En fait le fonctionnement d’un véhicule est plut6t

12 On rappelle que cet angle est lié & la pente de la route (exprimée en %) par la relation P =100.tan o .

3 | a motorisation électrique d’un vélo a pour objectif de fournir un aide au pédalage et non d’entrainer
complétement le véhicule.
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caractérisé par des zones de fonctionnement sur des trajets typiques (trajet en ville, sur route, sur
autoroute, ou mixte). Pour une détermination précise de ces zones, on peut réaliser des relevés
expérimentaux de couple et de vitesse (ou de puissance et de vitesse) sur le moteur d’un véhicule déja
existant ou on peut éventuellement utiliser des résultats provenant de simulations [13]. Ainsi, on est
renseigné sur I’enveloppe limite des points de fonctionnement mais aussi sur leur densité d’apparition.
On en déduit des points de fonctionnement statistiquement les plus fréquents, pour lesquels il faudra
particuliérement travailler le dimensionnement du moteur, notamment le rendement dans un objectif
d’amélioration d’autonomie.

Des caractéristiques limites typiques dans les plans couple/vitesse et puissance/vitesse sont
respectivement représentées sur la figure 17 et la figure 18. Elles définissent une enveloppe de points
de fonctionnement, c’est-a-dire que tous les points possibles du véhicule seront inclus dans la zone du
plan couple/vitesse (ou puissance/vitesse) délimitée par la courbe et les deux axes de coordonnées.
Cette courbe limite définit deux fonctionnements classiques. Le premier est a couple maximum
constant ; il correspond aux faibles vitesses ol I’on cherche a avoir les meilleures accélérations
possibles ou & démarrer dans des pentes trés élevées. Le second est a puissance maximale constante.
Dans cette plage de vitesse, le couple nécessaire au véhicule diminue avec I’augmentation de la
vitesse. En effet, lorsque la vitesse croit, la puissance est progressivement utilisée pour lutter contre les
frottements de I’air et non plus pour disposer d’accélération et pour la vitesse maximum, le couple ne
sert qu’a équilibrer les forces de frottement de I’air sur le véhicule. La caractéristique de la figure 17
montre qu’il n’est pas nécessaire de fournir le couple maximum sur toute la plage de vitesse ; la
portion de travail & puissance constante peut étre obtenue par défluxage™ [17], [18] [19]. Les moteurs
synchrones ou a courant continu a excitation bobinée sont donc avantageux par rapport aux mémes
moteurs a aimants permanents car on peut facilement régler le flux par action sur le courant
d’excitation. Cependant, I’excitation bobinée est source de pertes Joule et nécessite un systeme de
contacts tournants dans le cas de la machine synchrone. Il existe des techniques de défluxage des
machines synchrones a aimant en ajustant le déphasage entre les fondamentaux de la force
électromotrice et du courant d’une méme phase, par la commande électronique.

Si les contraintes de dimensionnement en couple et en vitesse sont définies par des portions du plan
couple/vitesse, on peut néanmoins définir deux points de fonctionnement extrémes qui caractérisent
bien les possibilités électromécaniques d’un moteur-roue : si le moteur peut atteindre ces points de
fonctionnement, il pourra atteindre tous les autres. Le premier point est celui a couple et & puissance
maximaux. La vitesse Qpase de ce point est appelée la vitesse de base. Si le moteur peut fournir le

couple maximal & la vitesse Qp,g . il peut fournir le couple sur toute la plage [0,Qpae |. Le second

point est le point a puissance et a vitesse maximales. On I’appelle souvent improprement le point
nominal™. Si le moteur peut fournir la puissance maximale jusqu’a la vitesse Q. €t le couple

maximal a la vitesse Qp.se, alors, d’un point de vue électromécanique, le moteur est capable
d’atteindre tous les points de fonctionnement qu’englobe la caractéristique de la figure 17.

4| a diminution du flux créé par I’inducteur d’une machine électrique permet d’augmenter sa vitesse de rotation
en diminuant son couple et maintenant la puissance constante

15 En effet, pour un moteur destiné intrinséquement a fonctionner a vitesse et charge variable sur des cycles de
fonctionnement tres divers, la notion de point nominal n’a plus vraiment de sens. On peut introduire plutét les
notions de points extrémes et de points statistiquement les plus fréquents ou points moyens.
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figure 17 : caractéristique classique du couple d’un moteur de traction d’un véhicule en fonction
de sa vitesse de rotation.
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figure 18 : caractéristique classique de la puissance d’un moteur de traction d’un véhicule en
fonction de sa vitesse de rotation.

Des ordres de grandeur des caractéristiques des deux points de fonctionnement Py et Py, sont donnés
dans le tableau 3 pour les véhicules typiques du tableau 2.
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tableau 3 : ordre de grandeurs du couple maximum, de la vitesse de base, de la vitesse et de la
puissance maximums pour des moteurs-roues utilisés dans les véhicules typiques du tableau 2

Bus Voiture Scooter Vélo
(assistance)
Démarrage en cote, 20% a0,5m/s?2 | 20% alm/s2de | 20% alm/s2de | 15% a 0,3 m/s?
véhicule en charge de 0a5km/h 0 a 15 km/h 0 a 15 km/h de 0 a 5 km/h*
Franchissement de pente, 15% 20% 15% 10%
véhicule en charge a 15 km/h a 25 km/h a 30 km/h a 10 km/h*
Accélération a pleine 1 m/s? 2 m/s? 2 m/s? 0.5 m/s?
charge sur le plat de0a30km/h | de0a60km/h | de0a40km/h | de0Oa20km/h
Vitesse maximale du 70 km/h 130 km/h 55 km/h 30 km/h
véhicule (km/h)
Nombre de roues motrices 2 2 1 1
Couple maximal d’un 9600 1000 200 30
moteur-roue (N.m)
Vitesse de base d’un 50 350 200 130
moteur-roue (tr/mn)
Vitesse maximale d’un 370 650 600 225
moteur-roue (tr/mn)
Puissance maximale (kW) 50 35 4 0,4

* Pour ces deux fonctionnements, on considére que le vélo ne fournit que la moitié du couple.

5.2. Notions de cycles de fonctionnement et contraintes thermiques.

Dans la partie précédente nous avons caractérisé un point de fonctionnement par deux variables
parmi le couple, la puissance et la vitesse. En fait, une troisiéme variable est extrémement importante
pour caractériser le fonctionnement des moteurs-roues : il s’agit du temps de fonctionnement pour un
point donné, car celui-ci définira directement les contraintes thermiques du moteur. En effet, le moteur
ne transforme qu’une partie de la puissance électrique en puissance mécanique ; I’autre partie
correspond aux pertes du moteur qui se transforment en chaleur et par conséquent augmentent la
température des diverses parties du moteur. Or la température influence les caractéristiques physiques
des matériaux (le cuivre et d’éventuels aimants par exemple) et, de plus, elle peut détériorer des parties
du moteur (le bobinage ou les tbles). Il faut donc connaitre le temps de fonctionnement (régime
permanent ou discontinu) & un point donné ainsi que « I’histoire » du moteur pour arriver a ce point.
Ainsi, on peut prévoir le refroidissement du moteur.

Trois points seront particulierement importants et on supposera qu’ils seront suffisants pour
caractériser les contraintes thermiques du moteur. Il y a d’abord le point a la vitesse Qp,qe, Qui

présente les plus grandes pertes. En effet, les pertes Joule (en général prépondérantes devant les pertes
fer) augmentent avec le couple demandé. Elles seront donc maximales pour le couple maximal et, de
plus, sur la plage [O,Qbase] de travail a couple maximal, les pertes fer (qui augmentent avec la vitesse)
sont maximales pour la vitesse Q¢ . Ensuite, il y a le point a vitesse nulle et couple maximal (ou le

véhicule ne bouge pas et la roue ne tourne pas). En effet, ce sont les conditions les plus défavorables
de refroidissement (uniquement la convection naturelle). On peut enfin s’intéresser a un point de
fonctionnement moyen (statistiquement le plus fréquent) ot le moteur travaille en régime permanent.
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5.3. Contraintes mécaniques.

La conception des moteurs-roues doit tenir compte de trois contraintes mécaniques. 1l y a d’abord
une contrainte liée a I’encombrement de la roue. Le moteur doit étre intégré dans une roue de diamétre
donné et la largeur du moteur ne doit pas dépasser celle du pneumatique pour que celui-ci protege le
moteur. Ensuite, nous rappelons que la tenue de route et le confort du véhicule dépendent fortement du
rapport des masses non suspendues sur celles suspendues. Par conséquent la masse du moteur (qui
n’est pas suspendue lorsqu’il est intégré dans la roue) doit étre minimale. La derniére contrainte
concerne les harmoniques de couple générés par les moteurs électriques a cause des effets de la
denture du stator et/ou du rotor et de I’alimentation électronique du moteur. Ces harmoniques de
couple a haute fréquence sont sources de fatigue mécanique et de bruit. C’est pourquoi il faut réduire
au maximum les ondulations de couple.

5.4. Contraintes liées a I’alimentation du moteur-roue.

Le moteur-roue est inclus dans un systeme comprenant une source d’énergie électrique continue

(une batterie ou un ensemble moteur thermique/alternateur/redresseur ou les deux) et une alimentation
électronique qui adapte la source d’énergie au moteur de traction.
La source de tension continue présente une valeur qui est souvent faible a cause des problemes de
sécurité. Pour une puissance donnée, le courant débité est donc élevé. Cela nécessite un
dimensionnement adéquat des interrupteurs de puissance de I’alimentation électronique du moteur.
D’une maniere générale, une valeur élevée du courant détériore le rendement du moteur et du
convertisseur. Dans le cas d’une alimentation par batterie, il faut aussi tenir compte de la résistance
interne de celle-ci qui diminue encore la tension continue lorsqu’elle débite des courants élevés. Le
point Py, a vitesse maximale sera donc le point le plus contraint par la valeur limite de la tension
continue d’alimentation : il faut pouvoir atteindre la vitesse Q5 pour cette tension.

5.5. Contraintes énergétiques liées a I’autonomie du véhicule.

L’autonomie d’un véhicule électrique est un point important surtout si la source d’énergie est une
batterie. Elle correspond a la distance que I’on peut parcourir sans recharger la batterie. Pour une
charge donnée, I’autonomie dépend bien entendu du trajet a réaliser (trajet plat, en pente, en ville, sur
autoroute, etc.) et de la fagon de conduire du conducteur (des accélérations brusques et répétées
consommeront inutilement de la puissance), qui sont des parametres extérieurs sur lesquels le
concepteur ne peut agir.

En revanche, le concepteur doit rechercher a optimiser les facteurs qui influencent intrinséquement
I’autonomie du veéhicule. On peut réduire I’énergie nécessaire pour atteindre des performances
données d’un véhicule® et aussi améliorer la conversion d’énergie (i.e. le rendement) du moteur. Nous
ne nous sommes pas intéressé a I’optimisation de la batterie méme si nous sommes conscient de
I’intérét de cet élément dans un véhicule électrique. En se limitant au moteur-roue, les deux facteurs
qui vont principalement agir sur I’autonomie sont le rendement et la masse totale du moteur. Or ces
deux facteurs sont contradictoires, car I’accroissement du rendement d’un moteur de technologie

16'|_"amélioration des pneumatiques et du Cx des véhicules ont permis de réduire considérablement la puissance
nécessaire pour des performances données ; a titre d’exemple une Citroén AX demande 17 kW pour avancer a la
vitesse stabilisée de 120 km/h alors que la « traction » de 1934 en demandait 41 (pour des masses certes
différentes).
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donnée nécessite un accroissement de sa masse qui va augmenter la consommation d’énergie du
moteur. Et inversement, la réduction de la masse du moteur détériore son rendement. Il faudra donc
chercher le meilleur compromis sachant que la masse du moteur est aussi contrainte par des
considérations mécaniques.

5.6. Conclusions quant a la nature et la diversité des contraintes de conception d’un
moteur-roue.

Les quatre paragraphes précédents ont mis en évidence un grand nombre de contraintes qui

concernent tous les aspects physiques du systéme, ce qui impose deux conséquences sur la
méthodologie qui devra étre mise en ceuvre pour la conception des moteurs-roues.
Premiérement, les contraintes englobent tous les phénoménes physiques du probléme (magnétiques,
électriques, mécaniques et thermiques) ; elles sont non linéaires et les phénoménes sont couplés entre
eux. En conséquence la méthodologie de conception des moteurs-roues devra nécessairement inclure
une description compléte de tous les éléments du systéme et de tous les phénomeénes physiques qui y
interviennent : on parle d’une approche systéme. Deuxiémement, nombre de contraintes ont des
influences contradictoires. Par exemple, I’obtention d’un bon rendement impose d’augmenter d’une
part les sections de cuivre pour diminuer les pertes Joule et d’autre part les hauteurs de culasse qui
canalisent un flux variable pour réduire les pertes fer. Ainsi, I’amélioration du rendement passe par
I’augmentation de la masse du moteur, ce qui est contradictoire avec le fait que les masses non
suspendues d’un véhicule doivent étre minimales. La méthodologie de conception des moteurs-roues
devra donc gérer ces contradictions en faisant des compromis et des optimisations de maniére a
satisfaire au mieux toutes les contraintes de conception.

6. Conclusions.

Dans ce chapitre nous avons montré pourquoi le veéhicule électrique était redevenu une
problématique d’actualité. Puis nous avons détaillé les différentes structures de véhicule électrique
(tout électrique ou hybride) en montrant les intéréts relatifs de chaque solution, notamment la solution
hybride série. Ensuite, en s’appuyant sur une étude paramétrique simplifiée des performances d’un
moteur électrique (couple, rendement et échauffements), nous avons étudié les différentes possibilités
d’implantation de celui-ci dans un véhicule électrique. Nous avons alors décrit le concept de moteur-
roue. Le dernier paragraphe a eu pour objet de recenser toutes les contraintes liées a la conception d’un
moteur-roue. Nous avons alors montré que le nombre et la diversité de ces contraintes imposaient des
caractéristiques particulieres a un processus de conception. L’objet du prochain chapitre sera de définir
une méthodologie de conception tenant compte de toutes les contraintes développées dans le
paragraphe 5. En outre, I’enjeu sera aussi de développer une méthodologie qui soit la plus efficace
possible, tant dans la phase de développement des outils d’aide au concepteur, que dans la phase
d’utilisation des outils en vue de la recherche de solutions.
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Chapitre 2. Méthodologie de conception des
moteurs-roues

1. Introduction.

E chapitre précédent a permis d’évaluer les contraintes de conception d’un moteur-roue. Nous

cherchons maintenant a établir une méthodologie de conception la plus efficace possible pour

les moteurs-roues. De plus, nous nous efforcons de montrer que la méthodologie mise en
ceuvre a une portée plus générale, notamment dans le cadre du génie électrique. Nous commencons par
décomposer la conception en deux étapes élémentaires que nous décrivons en détail, puis nous faisons
un bilan ordonné des différents outils d’aide a la conception et nous finissons enfin par exposer notre
approche en vue d’une conception efficace des moteurs-roues.

2. La conception en geénie électrique.

A partir d’une définition de conception, nous montrons que tout processus de conception nécessite
deux étapes. Nous décrivons ces deux étapes en recherchant comment améliorer I’efficacité de
chacune d’elle.

2.1. Définition de la conception.

On peut proposer la définition trés générale suivante. La conception correspond a la définition
d’un objet ou d’un systéme (ensemble d’objets) répondant a un besoin défini dans un cahier des
charges.

Nous retiendrons I’importance du cahier des charges qui doit nécessairement étre clairement pose.

Dans le cadre du génie électrique, le cahier des charges doit contenir la ou les fonctions a réaliser

(conversion d’énergie électromécanique, conversion d’énergie électrique, traitement de signaux, etc.)

et les contraintes qui reposent sur ces fonctions (caractéristiques techniques, performances,

encombrement, mais aussi caractéristiques économiques ou écologiques, etc.).

Par exemple un entrainement a vitesse variable sera défini par :

— sa fonction : entrainer une charge (un véhicule, un ascenseur, un ventilateur, une pompe,..) a
vitesse variable ;

— les contraintes sur cette fonction : la plage de vitesse a couvrir, le couple ou la puissance devant
étre fourni par le systéme sur cette plage de vitesse, les cycles de fonctionnement, les limites
thermiques, la consommation d’énergie, la source d’énergie disponible, le prix objectif, les limites
de pollution auditive, etc.
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2.2. Les deux étapes de la conception.

Nous proposons le schéma de la figure 19 comme méthodologie générale de conception. Nous y
distinguons deux grandes étapes que nous allons maintenant détailler.

2.2.1. Choix de la structure du systéme a concevoir.

La premiere étape consiste en la définition de la structure répondant a la fonction décrite dans le
cahier des charges. Il s’agit de choisir, parmi des éléments existants, celui ou I’ensemble de ceux qui
permet de réaliser la fonction. Dans cette étape, il s’agit de rassembler des connaissances pour
construire plusieurs solutions possibles existantes ou nouvelles et ensuite de faire un choix parmi elles.
Cette étape repose aussi sur des notions plus abstraites et plus difficiles a formaliser telles que la
créativité ou I’expérience. Le plus souvent, on fait appel a son expérience et a son savoir-faire ou on
agit par similitude avec d’autres applications (plus ou moins proches) déja traitées. En pratique, une
revue de toutes les solutions possibles doit &tre réalisée et un premier choix doit étre fait, a priori, en
fonction de la satisfaction plus ou moins compléte du cahier des charges. Le choix définitif ne peut
étre fait qu’apres la fin de la deuxiéme étape.

Pour reprendre I’exemple de I’entrainement a vitesse variable, il faut choisir un actionneur
électromécanique, un convertisseur électronique et une stratégie de commande de I’ensemble pour
satisfaire la fonction désiree.
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H Elaboration de différentes structures possibles

: ]

R o _ | Choix de structure
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| Solution au cahier des charges |

figure 19 : organigramme général de conception.

2.2.2. Dimensionnement de la structure choisie.

Une fois le choix de la structure fait, il faut déterminer les grandeurs géométriques, physiques et de
commande du systéme en respectant les contraintes décrites dans le cahier des charges. Ces
contraintes sont issues des impératifs liés au colt et aux performances imposées au systéme.

Dans cette étape, le concepteur manipule des équations mathématiques liant des parameétres. Il existe
deux types de parametres : les parametres Pe descriptifs d’un systeme (grandeurs géométriques par
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exemple) et les paramétres Ps caractérisant le fonctionnement du systéme (par exemple le rendement
d’un moteur). 1l faut donc pouvoir évaluer quantitativement I’expression de toutes les variables qui
caractérisent le fonctionnement et les qualités du systéme, et en particulier celles qui apparaissent dans
le cahier des charges, en fonction des grandeurs descriptives du systéme. Ceci est I’opération de
modélisation : étant donné un systéme décrit par ses grandeurs géométriques, physiques et de
commande (paramétres Pe), on est capable de donner son fonctionnement par un modele
mathématique. Le dimensionnement correspond en fait a I’opération inverse : le cahier des charges
définit un fonctionnement a réaliser et le concepteur doit déterminer les grandeurs descriptives du
systéme. On parle ainsi de probléme direct pour la modélisation et de probleme inverse pour le
dimensionnement [20].

Nous pouvons développer un peu plus cette idée. Le modéle de la structure a dimensionner (modéle
structural) correspond en fait a un systeme (S) de Ne équations mathématiques liant les Np paramétres
descriptifs et fonctionnels du systéme. Le cahier des charges impose Nc contraintes qui peuvent étre
traduites mathématiquement par Nce contraintes d’égalité et Nci contraintes d’inégalité
(Nce+ Nci=Nc). Ainsi on doit résoudre un systéeme (S’) de Nce+ Ne equations et de Nci
inéguations a Np inconnues. Deux cas sont & envisager.

Premiérement, le systtme mathématique (S’) n’a pas de solutions, cela correspond a un cahier des
charges trop contraignant ou irréaliste. Deuxiemement, le systéme (S’) a une ou plusieurs solutions
(voire une infinité), ce qui correspond a un cahier des charges réalisable. Alors il faut au moins trouver
une solution, au mieux trouver la meilleure solution au regard d’un ou plusieurs critéres que I’on se
fixe arbitrairement ou qui découle naturellement du cahier des charges. Par exemple, on cherchera
plutdt & minimiser le co(t d’un moto-ventilateur de voiture alors que I’on cherchera a minimiser la
consommation d’énergie d’un moteur installé sur un satellite.

On retiendra donc que, s’il est nécessaire de disposer d’un modéle de la structure, I’opération de
dimensionnement nécessite de mettre au point une méthodologie et une stratégie pour réaliser
I’inversion du modéle et disposer ainsi d’une méthode de dimensionnement. En cela, on notera que la
plupart des outils de Conception Assisté par Ordinateur en génie électrique (par exemple Flux2d,
Flux3d, Saber, Spice) sont plutét des outils de « Modélisation Assisté par Ordinateur ». Cela a déja été
plusieurs fois souligné et il existe maintenant des outils offrant de réelles possibilités d’aide a la
conception, surtout dans la phase de dimensionnement [20], [21].

A la fin de cette deuxieme étape, un choix définitif pourra étre réalisé a partir des résultats de
dimensionnement des différentes structures.

2.3. Efficacité de la conception.

L’organigramme de la figure 19 montre clairement I’importance du travail a réaliser pour
concevoir un objet. Il faut manipuler des connaissances, des équations mathématiques, faire des choix,
élaborer des stratégies,... On comprend donc aisément qu’il faille chercher des outils aidant le
concepteur (qui est souvent un ingénieur de bureau d’études) dans les deux étapes en automatisant la
plus grande partie possible du travail. En méme temps que cet objectif de gain de temps, on recherche
constamment une amélioration des solutions proposées (augmentation du rendement, diminution des
masses, diminution du codt, etc.). Ainsi on cherche tres exactement a augmenter I’efficacité [22] de la
conception.

Il est indéniable que les ordinateurs, a travers les outils mathématiques et de traitement de la
connaissance contribuent a augmenter I’efficacité de la conception sur les deux plans : ils peuvent
aboutir a de meilleures solutions en mettant en ceuvre divers algorithmes de recherche des solutions
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gue I’on ne peut pas gérer « manuellement » et ils permettent d’effectuer des manipulations de
données (mathématiques entre autres) avec une rapidité indiscutable.

Nous allons maintenant voir quels sont les outils qui peuvent améliorer I’efficacité de la conception
dans ces deux étapes : le choix de la structure et le dimensionnement de la structure.

3. Outils d’aide a la conception en vue de I’amélioration de son efficacite.

3.1. Outils d’aide au choix de la structure du systéme a concevoir.

Cette étape est difficile a automatiser car nous rappelons qu’il s’agit de manipuler des
connaissances et d’intégrer de I’expérience voire de la créativité, soit globalement de manipuler de
I’intelligence.

On peut simplement mettre en place des bases de données regroupant diverses solutions et leurs
qualités respectives. Une comparaison des qualités requises par le cahier des charges avec celles de la
base de données permet de retenir une structure [10].

Des outils plus évolués et naturellement plus adaptés sont ceux utilisant I’intelligence artificielle, par
exemple les systémes experts. On reproduit le raisonnement d’un véritable expert lorsqu’il a a choisir
une structure parmi plusieurs possibilités. On représente les éléments du systéme a concevoir (par
exemple les convertisseurs statiques et les machines électriques pour un entrainement a vitesse
variable) par des objets (au sens informatique) et on applique a ces objets des regles permettant de les
assembler et de faire des choix.

Nous ne nous attarderons pas plus sur cet aspect de la conception encore peu développé et dont le
concepteur lui-méme n’a pas forcément la charge. Souvent, le choix de la structure est clairement
imposé dans le cahier des charges et le travail le plus important reste le dimensionnement. D’autre
part, a ce niveau de la conception, il n’est pas toujours possible de trancher entre plusieurs structures et
seul le dimensionnement permet un choix objectif et définitif [23].

3.2. Outils d’aide au dimensionnement.

Une analyse des différentes solutions existantes ameéne a distinguer trois types d’outils. Ils partent
tous de la connaissance de base qui est un modele mathématique de la structure représentée mais ils
différent dans I’approche qu’ils ont pour « inverser » le modele (cf. § 2.2.2).

3.2.1. Dimensionnement par approche « procédurale ».

La premiere idée, intellectuellement la plus immédiate, est de définir une procédure qui traite les
équations dans un ordre logique et raméne ponctuellement le dimensionnement a une suite de
problémes mathématiques simples ne demandant pas d’algorithmes numériques lourds (résolutions
d’équations du premier ou du second degré a une ou deux inconnue). Pour cela, on simplifie le modéle
mathématique et on fixe a priori certains parameétres ; ensuite de proche en proche on trouve les autres
paramétres en faisant éventuellement des retours en arriére (des itérations) pour corriger un ou
plusieurs parametres en vue d’améliorer ou tout simplement de trouver une solution. Ces procédures,
trés classiques, sont abondamment décrites dans les ouvrages habituels de dimensionnement des
machines électriques [24], [25] et dans de trés nombreux articles ([26] ou [27] entre autres).

Souvent ces procédures reposent sur une grande finesse de synthése et beaucoup d’expérience. De plus
une de leurs qualités non négligeable est qu’elles ne nécessitent généralement pas de point initial,

68



Méthodologie de conception des moteurs-roues

c’est-a-dire que I’on peut dimensionner une structure sans avoir une idée a priori de ses grandeurs
descriptives. Cependant, elles manquent clairement d’efficacité pour deux raisons.

Premiérement, la qualité de la solution trouvée reste souvent médiocre & cause des simplifications
intervenues dans le modéle et des variables qui ont été fixées initialement. Ainsi ces procédures
permettent de trouver une solution satisfaisant le cahier des charges, mais la solution est rarement
optimale.

Deuxiemement, si le temps mis pour trouver une solution, une fois la procédure programmeée, est
généralement court, il reste que cette approche n’a rien de générique et qu’il faut donc déterminer et
programmer une procédure pour chaque structure a dimensionner. Par ailleurs, la solution
dimensionnée par cette approche nécessite souvent d’étre validée par un outil numérique plus précis
que le modéle analytique sur lequel repose la procédure précédente. L’approche « procédurale »
s’avere finalement relativement codteuse en temps, méme si elle ne fait pas forcément appel a des
techniques mathématiques élaborées.

3.2.2. Dimensionnement a I’aide de systémes experts.

Le dimensionnement utilisant des systémes experts [28], [29] repose sur les techniques de
I’intelligence artificielle. L’objectif est de reproduire le raisonnement d’un expert vis a vis d’un
probléme de conception donné. Une grande partie du travail consiste donc a recueillir la connaissance
de I’expert. Il faut ensuite la modéliser, c’est-a-dire la représenter par des régles élémentaires
applicables a I’objet a concevoir. Le systeme expert sera d’autant plus efficace que le nombre de
régles sera important. Mais la limite vient souvent du fait que ces regles finissent par se contredire et
donc a bloquer le systeme. Ainsi, méme si les logiciels obtenus avec les systémes experts sont
conviviaux et peuvent traiter les deux phases de la conception d’une structure, ils restent en général
long de par I’utilisation d’un langage symbolique de haut niveau.

3.2.3. Dimensionnement a I’aide d’algorithmes d’optimisation.

Nous rappelons que, dans le cas ou le cahier des charges est réalisable, il existe le plus souvent une
infinité de solutions & un probléme de dimensionnement donné. Donc, au dela de la simple recherche
d’une solution, I’idéal est de trouver la meilleure solution au regard d’un critére qui est en fait un
parametre ou une combinaison de parametres du modele structural (par exemple la masse totale d’un
moteur, le co(t total d’un convertisseur, le rendement du systéme, etc.). On parle pour ce paramétre
particulier de fonction objectif. Dans I’espace des solutions, on recherche alors une solution optimale,
c’est-a-dire qui rend minimale ou maximale la fonction objectif. En génie électrique, plusieurs auteurs
[20], [21], [30], [31] ont ainsi montré I’équivalence entre un probleme de dimensionnement de
structure et un probléme mathématique d’optimisation sous contraintes: avec les notations du
paragraphe 2.2.2 de ce chapitre, il faut donc vérifier les Ne équations du modele, les Nce contraintes
d’égalité du cahier des charges, les Nci contraintes d’inégalité du cahier des charges et optimiser une
fonction objectif.

On peut schématiquement résumer cela par le systéme bouclé de la figure 20. Ce schéma appelle deux
remarques. Premiérement, le dimensionnement par optimisation est toujours itératif. 1l faut donc partir
d’un point initial qui pourra par exemple étre obtenu par une approche « procédurale » sommaire [21]
et faire des itérations jusqu’a satisfaire un critére qui permet de dire si I’optimum de la fonction
objectif a été atteint ou pas. Cette approche convient donc parfaitement au probléme de I’amélioration
d’une structure deja existante (par exemple I’optimisation d’une gamme de machines électriques chez
un constructeur de grandes séries). Deuxiemement, le systeme bouclé de la figure 20 est analogue a un
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systéme électronique ou I’on cherche a inverser un opérateur en I’insérant dans la chaine de retour
d’un systéme bouclé ; ici, on inverse I’opérateur « modéle », ce qui correspond a I’opération de
dimensionnement comme il a été dit plus haut.

Ps specifiés par Modification des Pe par . Peobtenus par
le cahier des charges I’algorithme d’optimisation le dimensionnement]

Modification des Pe par
Psobtenus par | I"algorithme d’optimisation
le dimensionnement

figure 20 : représentation symbolique de I’algorithme de dimensionnement par optimisation a
I’aide d’un systéme bouclé.

4. Dimensionnement par optimisation.

Les deux éléments de base constituant une procédure de dimensionnement par optimisation sont un
modele et un algorithme d’optimisation. On distingue plusieurs méthodes selon le type de modele et
d’algorithme d’optimisation.

4.1. Les deux familles d’algorithme d’optimisation.

Il existe deux grandes familles d’algorithme d’optimisation :
— les algorithmes stochastiques ;
— les algorithmes non stochastiques ou déterministes.
De nombreux auteurs ont décrit et comparé ces algorithmes. Nous nous proposons d’en faire ici un
résumé succinct en comparant essentiellement I’efficacité qu’il peuvent conférer a une procédure de
dimensionnement.

4.1.1. Les algorithmes d’optimisation stochastiques.

Ces algorithmes sont basés sur une analyse aléatoire de I’espace des solutions. On peut citer trois
exemples :

— la méthode de Monte-Carlo : on génere des combinaisons aléatoires de parametres descriptifs du
systeme ; on analyse chaque combinaison avec le modéle et on choisit celle qui optimise le
critere ; éventuellement on affine le tir autour du point optimum ;

— la méthode génétique : elle s’appuie sur une analogie entre la recherche d’un optimum et la
sélection naturelle ; on crée des « populations » de la structure a dimensionner, puis on leur
applique des opérations génétiques telles que la reproduction, le croisement ou la mutation pour
créer de nouvelles populations ; le processus s’arréte lorsqu’une solution stable est atteinte ;

— la méthode du recuit simulé : elle repose sur une simulation de I’opération de recuit d’un solide ;
cette opération consiste dans le chauffage d’un solide jusqu’a la fusion de celui-ci ; puis le solide
est refroidi pour arriver a un état optimum d’énergie ; en optimisation, on choisit un parametre de
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contrle ou de chauffage analogue a la température et la fonction objectif sera I’analogue de
I’énergie du solide ; le but est de minimiser la fonction objectif (I’énergie) en faisant décroitre le
parametre de contrble (la température).

En terme d’efficacité, les algorithmes d’optimisation stochastiques présentent donc les deux avantages

incontestables suivants. Le premier est la validité de la solution trouvée tandis que le second concerne

la rapidité d’obtention d’un logiciel s’appuyant sur ces méthodes :

— les procédés mathématiques sur lesquels reposent ces algorithmes ne nécessitent pas de point de
départ physiquement cohérent, car ils évitent naturellement les optimums locaux ; en pratique, cela
veut dire pour le dimensionnement que I’on peut se passer d’une procédure d’initialisation
élaborée et reposant sur la physique du probléme ; un simple (et rapide) tirage aléatoire des
parametres initiaux peut éventuellement convenir, sans compromettre la convergence de
I”algorithme ou buter sur un optimum local ;

— ces méthodes sont directes ; aucun calcul supplémentaire et aucune hypothése particuliére sur la
nature mathématique du modeéle ne sont nécessaires (en dehors des évaluations des différentes
combinaisons de paramétres descriptifs de la structure) ; ainsi I’élaboration d’un logiciel reposant
sur ces techniques d’optimisation n’impose que la programmation du modeéle et de I’algorithme,
ce qui rend cette élaboration a priori assez rapide.

Cependant, le principal inconvénient qui limite I’efficacité des algorithmes d’optimisation
stochastiques concerne leur rapidité d’obtention d’une solution. En effet, ces méthodes convergent
lentement et nécessitent un grand nombre d’itérations pour aboutir a une solution. Cela signifie qu’une
fois le logiciel programmé, les méthodes de dimensionnement utilisant ces algorithmes sont plutdt
lentes dans I’obtention d’une solution, surtout si elles sont liées a des modéle numériques, eux-mémes
colteux en temps de calcul. De plus, comme ces méthodes n’utilisent pas de critére rigoureux de
convergence, il est trés difficile de savoir avec quelle précision relative I’optimum est atteint.

4.1.2. Les algorithmes déterministes.

Ces algorithmes orientent leur recherche de I’optimum a I’aide d’une information mathématique :
la valeur de la dérivée partielle de la fonction objectif. Ainsi, I’algorithme « plonge » rapidement vers
I’optimum le plus proche. Ces algorithmes portent aussi le nom de méthodes du gradient. Il en existe
plusieurs, plus ou moins élaborées, convergeant plus ou moins rapidement et tenant compte ou non des
contraintes. On trouve dans [30] une présentation détaillée de ces méthodes. D’une maniere générale
elles possedent les trois inconvénients suivants, qui sont a mettre en paralléle avec les avantages des
méthodes stochastiques :

— ces algorithmes nécessitent le calcul de toutes les dérivés partielles de la fonction objectif en
fonction de tous les paramétres dont elle dépend ; ils imposent donc un temps de calcul analytique
et de développement important pour chaque probléme ;

— ces algorithmes peuvent converger vers des optimums locaux, ce qui impose de bien choisir le
point initial et donc de développer une procédure dédiée a ce travail ; pour confirmer le résultat, il
est nécessaire de réaliser plusieurs optimisations avec plusieurs points initiaux pour trouver
I’optimum global ;

— ces algorithmes sont applicables dans des espaces continus ; ils ne permettent donc pas de tenir
compte directement d’éventuels paramétres discrets tels que le nombre de paires de pdles d’une
machine.

Les méthodes du gradient présentent en outre les deux avantages trés intéressants qui suivent :
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elles convergent rapidement et ce d’autant plus que I’on dispose d’une expression symbolique
exacte des dérivées partielles'’, ce qui, théoriquement, est toujours possible ; ainsi, une fois le
logiciel programmé, elles sont extrémement rapides dans la recherche d’une solution ;

elles possedent des critéres de convergence exacts et on peut donc dire avec quelle précision un
optimum est atteint; ceci permet d’obtenir de bonnes solutions en ajustant la précision de
convergence.

Le tableau 4 résume les avantages et les inconvénients en terme d’efficacité de dimensionnement.

tableau 4 : tableau comparatif des mérites des deux familles d’algorithmes d’optimisation en

terme d’efficacité de dimensionnement

Rapidité de développement | Rapidité d’obtention d’une | Qualité de la solution obtenue
d’un outil de solution une fois I’outil de
dimensionnement dimensionnement réalisé
Algorithmes + -- +
stochastiques
Algorithmes +
déterministes - ++ (si on ne converge pas vers un
optimum local)

4.2. Les deux familles de modéles.

On distingue deux types de modeles que I’on va décrire et dont on va discuter I’intérét toujours

dans la méme problématique d’efficacité de dimensionnement [22].

4.2.1. Les modeles analytiques.

Il s’agit des solutions symboliques exactes des équations physiques d’un systéeme, en faisant des

hypothéses simplificatrices sur la structure et les propriétés physiques de celui-ci.
Nous citons les deux exemples suivants dans le cadre des machines électriques :

on peut établir I’expression exacte du potentiel vecteur dans I’entrefer d’une machine électrique
synchrone a aimants en supposant que le stator n’est pas denté et que la perméabilité des
matériaux ferromagnétiques est infinie ; de ce potentiel vecteur, on peut déduire toutes les
grandeurs électromagnétiques de la machine (force électromotrice, couple, etc.) ;

a partir de schémas équivalents, on peut modéliser le fonctionnement macroscopique électrique,
magnétique ou thermique™® d’un systéme [32] ; si ces schémas nécessitent des hypothéses fortes,
ils permettent néanmoins d’établir symboliquement I’expression de toutes les performances.

Les modeles analytiques présentent les avantages suivants :

ils sont rapides et permettent d’explorer au maximum I’espace des solutions dans un temps donné ;
ils permettent une grande variation de tous les paramétres du modeéle dans les limites de validité de
ses équations; cela permet par exemple de dimensionner des moteurs de puissances trés
différentes et dont tous les parametres varient dans de grandes proportions ;

leurs équations symboliques contiennent un lien explicite entre tous les paramétres et les
phénomeénes physiques qui interviennent dans le systéme ; cela aide le concepteur a comprendre le

17 On évite alors des problémes liés & I’évaluation numérique des dérivées partielles qui appauvrissent la
convergence de I’algorithme et par conséquent la qualité de la solution.
18 On parle alors plutt de schéma nodal équivalent.
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fonctionnement intime de la machine et I’interaction entre les différents parameétres, notamment
pour réaliser d’éventuels compromis ;

— ils permettent de calculer I’expression symbolique rigoureuse de tous les paramétres de
fonctionnement en fonction de tous les paramétres descriptifs du systéme et de toutes les dérivées
partielles de la fonction objectif par rapport a tous les paramétres du systéme ; nous avons vu que
cela s’avere particulierement utile lorsque le modéle est lié a un algorithme du gradient et cela
permet en outre de connaitre facilement la sensibilité d’un paramétre fonctionnel a une variation
d’un paramétre descriptif.

En revanche, ils présentent les inconvénients suivants :

— ils sont adaptés aux calculs de performances moyennes, mais peu aux calculs de phénomenes
locaux ; ainsi, ils ne permettent pas (ou difficilement) de modéliser des phénoménes
microscopiques (par exemple une saturation magnétique locale dans I’isthme d’une dent d’un
stator de machine électrique ou le couple de détente dans une machine a aimant) ; ainsi ces
modéles manque généralement de précision dans I’évaluation de certains phénomenes locaux ;

— ils ne sont pas génériques ; cela implique qu’un développement complet de toutes les équations
doit étre réalisé pour chaque nouvelle machine.

4.2.2. Les modeles numériques.

Ces modeles résolvent directement les équations physiques de base du systéme a dimensionner,
avec un faible niveau d’hypotheses et en utilisant des algorithmes mathématiques numériques
lourds™ ; ils fournissent des valeurs de potentiels (magnétiques, électriques ou thermiques) en tous les
points de la structure. On déduit du potentiel les valeurs des grandeurs macroscopiques du probleme
(par exemple couple moyen, puissance ou encore température moyenne du bobinage d’une machine
électrique). La méthode des éléments finis [33], [34] et la méthode des différences finies sont des
exemples de méthodes numériques trés utilisées et permettant la modélisation de phénomeénes
électriques, magnétiques, mécaniques ou thermiques. Ces méthodes reposent en général sur la
décomposition de la structure en petites régions (maillage) sur lesquelles on suppose une évolution
donnée du potentiel (évolution linéaire ou quadratique en général) ; en regroupant les équations de
toutes les « petites » régions (les mailles) et en utilisant les conditions aux limites du probleme, on
peut trouver une valeur approchée du potentiel en tous les nceuds et par suite dans toutes les mailles de
la structure.

Ces modeéles présentent les avantages suivants :

— ils sont précis, car ils peuvent tenir compte de phénoménes locaux et ce d’autant plus que le
maillage de la structure est plus fin ;

— ils se présentent le plus souvent sous la forme de logiciels génériques dans lesquels on ne fait que
décrire la structure géométrique et ses propriétés physiques ; ainsi le temps de développement est
plutét court.

En revanche, ils présentent les inconvénients suivants :

— ils sont lents a cause de la lourdeur des calculs mis en ceuvre et du fait qu’ils nécessitent au départ
un maillage de la structure ;

— ils n’offrent pas de lien explicite entre les parameétres car ils se présentent comme une boite noire
abstraite ; aussi ces modéles ne donnent-ils que peu d’informations explicites sur la physique du
probléeme ;

| s’agit le plus souvent de I’inversion de grandes matrices.
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— ils ne permettent pas un couplage facile des différents phénomeénes physiques ; en pratique on
dispose actuellement au mieux de couplages forts ou faibles entre deux phénomeénes physiques
(magnétiques et thermiques ou magnétiques et électriques par exemple); il ne s’agit pas
nécessairement d’une limite théorique, mais dans tous les cas, les couplages ont tendance a
allonger encore plus les temps de calcul, ce qui rend I’approche systeme difficile & mettre en
ceuvre avec de tels modeéles.

Le tableau 5 résume ce qui vient d’étre dit quant aux mérites comparées des modeéles analytiques et

numériques dans une procédure de dimensionnement.

tableau 5 : comparaison des modéles analytiques et numériques en terme d’efficacité dans une
procédure de dimensionnement

Modeles analytiques Modéles numériques
Facilité et rapidité de mise en ceuvre - +
Niveau d’hypothéses -- (élevé) ++ (faible)
Possibilité d’analyse de tout le systeme (couplages) ++ -
Finesse de I’analyse et précision de la solution - ++
Rapidité de I’analyse ++ -

4.3. Conclusions sur le dimensionnement par optimisation.

D’aprés de ce qui a été dit précédemment, on retrouve quatre types de procédures qui ont toutes
déja été mises en ceuvre. Nous allons les décrire et essayer de déterminer laquelle est la plus efficace.

4.3.1. Optimisation d’une structure par modéle numérique et algorithme du gradient.

Ce genre d’approche [35] est tres lourd car il faut évaluer les dérivées partielles numériquement ;
I’approche est trés colteuse en calcul et la convergence n’est pas toujours facile surtout si I’on veut
prendre en compte beaucoup de paramétres. De plus, le temps de développement est long car il
n’existe pas a notre connaissance d’outils génériques qui formalisent cette approche. La méthode
semble donc assez peu efficace, car :

— elle demande beaucoup d’investissement en temps de développement (et de plus il faut
recommencer le travail pour chaque nouvelle structure) : il faut développer une procédure pour
trouver un point initial et programmer le logiciel qui lie un algorithme du gradient & un modéle
numérique ;

— le temps d’obtention de la solution est long du fait du nombre de calculs numériques a effectuer et
ce d’autant plus que I’on on veut obtenir une solution plus précise ;

— la qualité de la solution n’est pas toujours satisfaisante car le modele ne tient pas compte de tous
les phénomenes physiques, donc toutes les contraintes n’interagissent pas ensemble ; par exemple
on peut trouver une machine électrique optimale pour la création de couple mais dont les
échauffements ne sont pas admissibles si la modélisation thermique n’intervient pas.

4.3.2. Optimisation d’une structure par modéles numériques et algorithmes stochastiques.

Cette approche [21] est moins lourde que la précédente, car il n’est pas nécessaire de calculer des
dérivées partielles. Ainsi, on peut utiliser facilement un outil générique déja existant pour la
modélisation numérique et le lier a un algorithme d’optimisation disponible dans des bibliotheques de
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procédures déja programmeées, ce qui permet de réduire les temps de développement. Ceci étant, il
reste les inconvénients suivants :

le temps de calcul reste toujours long a cause du nombre important d’analyses par le modele
numérique surtout si I’on considére beaucoup de paramétres® ;

la précision de la solution est incertaine a cause de la méthode d’optimisation et il est difficile de
prendre en compte la diversité physique des contraintes.

4.3.3. Optimisation d’une structure par modéles analytiques et algorithmes stochastiques.

Cette approche [20] permet d’utiliser un modéle décrivant le systeme dans sa globalité ce qui permet
de tenir compte de toutes les contraintes du cahier des charges simultanément. Les temps de
développement sont essentiellement limités par I’obtention d’un modéle analytique complet du
systeme a dimensionner, tdche qui doit étre répétée pour chaque nouvelle structure. De plus
I’utilisation des algorithmes stochastiques demande beaucoup d’analyses par le modéle dans la
recherche d’une solution ; la convergence reste donc longue méme si elle est plus courte qu’avec les
modeles numériques, ce qui autorise a tenir compte de plus de parametres. L’efficacité est donc
améliorée a la fois en temps de calcul et au niveau de la cohérence de la solution avec les contraintes
du cahier des charges.

4.3.4. Optimisation d’une structure par modéles analytiques et algorithmes du gradient.

Dans cette approche, le temps de développement concerne surtout, outre I’obtention du modeéle, le
calcul de toutes les dérivées partielles. Lorsque le probléme est grand (ce qui est nécessairement le cas
si on veut modéliser tous les phénomeénes physiques d’un systéme), le nombre de dérivées partielles
devient extrémement important. Deux solutions s’offrent a nous :

renoncer a I’expression symbolique des dérivées partielles et les calculer numériquement, mais cela
limite la rapidité d’obtention des solutions et surtout crée des problémes numériques qui empéchent
parfois la convergence ; au total la méthode serait plutét lente et imprécise [36] ;

automatiser le calcul des dérivées partielles a I’aide d’un logiciel de calcul symbolique [37] ; c’est le
cceur de la méthodologie PASCOSMA [20] développée expérimentalement au LEG ; on dispose alors
des dérivées partielles exactes, ce qui permet d’utiliser toute la puissance des algorithmes de gradient
(i.e. la rapidité et la précision de convergence) ; de plus ces opérations mathématiques ne dépendent
pas de la nature physique des équations et elles ont donc un caractére générique qui a été utilisé dans
la méthodologie PASCOSMA ; au total tout le travail de calcul des dérivées partielles, de
programmation de ces dérivées et de liaison avec un algorithme d’optimisation (déja programmé et
extrait d’une bibliothéque [38]) est automatisé selon le schéma de la figure 21.

4.3.5. Conclusions.

Avec la méthodologie PASCOSMA, c’est I’approche regroupant les modéles analytiques et les
méthodes du gradient qui se montre la plus efficace car :

le temps de développement est limité a I’obtention d’un modele analytique de la structure, le reste des
développements informatiques étant pris en charge automatiquement” par PASCOSMA;

20 [21] annonce 48 heures de calcul sur un PC équipé d’un PENTIUM cadencé a 200 MHz pour I’optimisation
d’une machine synchrone a aimants sur trois parametres.

21 on remarque au passage que I’automatisation de la programmation évite les phases de déverminage, ce qui
accroit encore I’efficacité de la méthode.
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le temps d’obtention d’une solution est rapide car la disposition des dérivées partielles exactes permet
de converger en quelques itérations (quelques dizaines au plus) ;

la qualité dépend essentiellement de celle de la modélisation qui pourra étre ici la plus large et la plus
précise possible pour tenir compte correctement de tous les phénomenes physiques.

L Modele analytique J

v

Recherche automatique dans le modéle :

- des paramétres d’entrée :  Pejie[L,n]

- des paramétres de sortie 1 Psj je[1,m]

Ecriture symbolique du modele sous la forme : Ps; = f(Pe;j) Vi, V]
| [

Obtention d’un
programme

Programmation automatique des  Ps j = f(Pe;) Vi, V] d"analyse

OPS
Calcul symbolique des expressions des dérivées partielles aP—J Vi, Vj
€i

Obtention d’un
OPs;; Vi, Vi programme de

Pe; calcul de sensibilité

Programmation automatique des

Edition de lien automatique avec I’algorithme
d’optimisation sous contraintes

-

Obtention d’un programme de dimensionnement
et d’optimisation sous contraintes

figure 21 : organigramme de génération automatique d’un programme de dimensionnement et
d’optimisation sur la base d’un modeéle analytique avec la méthodologie PASCOSMA.

Les limites de cette approche sont celles des modeles analytiques et des algorithmes du gradient :

il est nécessaire de pouvoir décrire tout le systeme par un modéle analytique et ceci n’est pas toujours
Fei22 .

aise™;

il faut posséder un point de départ, ce qui est facilement réalisable en développant une procédure de

dimensionnement sommaire ;

I’algorithme peut étre berné par un optimum relatif et il ne sait pas gérer les paramétres discrets (on

peut par exemple converger vers une solution ou le nombre de pbles d’une machine électrique vaut

22 par exemple il n’est pas facile décrire le comportement séquentiel de I’électronigue de puissance.
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7,56) ; 1a, une solution consiste @ commencer I’optimisation avec des méthodes stochastiques qui
gérent les parametres discrets et évitent les extremums relatifs puis de finir avec une méthode du
gradient en fixant les paramétres discrets ; on y perdrait en temps de calcul mais on y gagnerait en
précision de la solution.

5. Description de la procédure retenue pour la conception des moteurs-
roues.

La procédure que nous avons finalement retenue pour la conception des moteurs-roues est décrite sur
I’organigramme de la figure 22. Nous avons entouré d’un trait simple les étapes qui sont réalisées une
fois pour toutes et d’un trait double celles qui sont a refaire pour chaque nouveau cahier des charges de
moteur-roue.

La premiére partie concerne la définition de la structure. Elle est faite « a la main », car il n’existe pas

encore d’outil disponible pour ce travail. Nous passons en revue les différentes solutions possibles

dont on compare qualitativement les mérites respectifs afin de retenir une structure. Ce travail fait

I’objet du troisieme chapitre de ce mémoire.

La seconde partie de dimensionnement de la structure est la plus colteuse en temps de développement.

Il faut établir les équations d’un modéle analytique complet de moteur-roue en tenant compte des

phénomenes magnétiques, électriques et thermiques. C’est I’objet de la deuxiéme partie de ce

mémoire. Le modele analytique obtenu sert de base a une application de dimensionnement par
optimisation générée par le logiciel PASCOSMA. Il faut aussi concevoir une procédure simple de pré-
dimensionnement dont I’objectif est d’avoir directement a partir du cahier des charges un premier

systeme sommaire, non optimal mais physiquement cohérent, qui sert de point de départ a

I’optimisation.

Nous avons voulu ajouter a cela une validation des performances de la solution obtenue par

I’optimisation en utilisant des simulations numériques. En effet, nous pensons que I’emploi des

modéles numériques reste nécessaire a ce stade de la conception pour les trois raisons suivantes :

— il faut vérifier que I’on n’est pas sorti des limites de validité du modele analytique qui ne sont pas
toujours faciles a cerner, et ce d’autant plus que I’optimisation va souvent chercher des solutions
au voisinage de ces limites ;

— il est bon d’évaluer le comportement microscopique du systéme (saturations magnétiques locales,
démagnétisation d’un aimant, points chauds, etc.) et de déterminer des grandeurs difficiles ou
impossibles & modéliser correctement analytiquement (couple de denture, inductances de fuites,
etc.) ;

— enfin, il est intéressant d’avoir des valeurs plus exactes des performances du systeme, donc plus
proches de la réalité du premier prototype.

Nous préconisons I’emploi des modéles numériques a la suite d’une optimisation sur la base des

modeéles analytiques, car le calcul numérique est long. Dans cette approche de validation, un seul

calcul est a priori nécessaire. Nous nous fions a I’étape précédente pour la recherche de I’optimum et
nous ne cherchons qu’a caractériser plus finement la solution obtenue sans effectuer de nouvelles
itérations. De trop grosses erreurs entre les modeles analytiques et numériques nous ameéneraient plutot

a revoir le modéle analytique ou les contraintes du cahier des charges pour améliorer la solution

analytique. D’autre part, on remarque que la réalisation d’un modele paramétré, avec lequel on

effectue toujours les mémes simulations, autorise une automatisation de tous les calculs numériques ;
cela évite beaucoup de travail au concepteur.
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6. Conclusions

Nous avons procédé a une analyse du processus de conception que nous avons décomposé en deux
étapes : la définition d’une structure et son dimensionnement. Nous avons passé en revue les
principales méthodes permettant d’accroitre I’efficacité du dimensionnement. Nous avons alors jeté les
bases d’une méthodologie de dimensionnement utilisant une procédure d’optimisation sur la base de
modele analytique et une validation par des modeles numériques. Nous pensons que cette procédure
s’avere extrémement efficace, tant au niveau des développements a réaliser pour la mettre en ceuvre,
gu’au niveau de la rapidité d’obtention et de la qualité des solutions. Ce chapitre, plut6t abstrait, est
guidé par ce seul maitre mot : I’efficacité. L objectif est d’éviter au concepteur toutes les démarches
longues et rébarbatives pour se concentrer sur la physique du probléme et I'analyse critique des
résultats. Au total le concepteur passe plus de temps a concevoir qu’a faire des mathématiques. Cette
approche sera validée par un exemple pratique au dernier chapitre de ce mémoire.
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la conception de moteurs-roues.

figure 22 : organigramme de la procédure proposée pour







Chapitre 3. Choix de la structure de
moteur-roue

1. Introduction.

OUS avons vu au chapitre 2 que la premiére étape de la conception correspond au choix

d’une structure susceptible de répondre le mieux possible au cahier des charges. Nous allons

donc rechercher un systéme associant un moteur électrique et un convertisseur électronique
pouvant étre intégré de fagcon simple dans la roue d’un véhicule électrique, en tenant compte de toutes
les contraintes de conception exposées dans le premier chapitre. Pour faire ce choix, nous faisons une
analyse critique des principales possibilités et nous comparons celles-ci non seulement au regard des
performances a atteindre, mais aussi des contraintes technologiques et économiques liées a un éventuel
développement industriel. En effet, notre objectif n’est pas seulement de déterminer un systeme
performant, mais nous voulons que celui-ci puisse aboutir a des applications concrétes sur des
véhicules. Nous montrons ainsi que le moteur synchrone sans balais a fém trapézoidale associé a un
onduleur de tension régulé en courant répond correctement a ces conditions. Nous abordons ensuite le
fonctionnement du systéme et quelques problémes liés a la conception générale du systeme.

2. Les différentes structures envisageables.

Nous allons passer en revue différentes solutions envisageables. Dans la mesure du possible, nous
ferons référence a des réalisations concretes déja publiées a ce jour, afin de justifier la vraisemblance
des solutions envisagées. Pour autant, il ne s’agit pas d’une étude bibliographique exhaustive ; la
production scientifique sur le sujet est actuellement trés abondante et notre objet est plutdt d’illustrer
différentes solutions techniques. Nous considérons ici a la fois les « vrais » moteurs-roue et les
moteurs a proximité de la roue, et nous classons les systemes en fonction de la nature du moteur
utilisé.

2.1. Systémes utilisant un moteur asynchrone.

Le moteur asynchrone reste aujourd’hui encore le moteur industriel par excellence et c’est celui ou

la standardisation est la plus avancée (par exemple, les tbles utilisables sont normalisées). Pour
fonctionner a vitesse variable a partir d’une batterie, il doit étre associé a un onduleur de tension
triphasé.
La société GEC Alsthom [12] a développé un moteur-roue pour la traction de bus électriques hybrides.
Le moteur est associé a un réducteur et I’ensemble est intégré dans une roue trés large pour laquelle un
pneumatique spécial a été développé (cf. figure 23). Les caractéristiques techniques du moteur sont les
suivantes :
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— type : moteur asynchrone triphasé rapide ;

— puissance en régime continu : 60 kW ;

— puissance maximale : 90 kW ;

— vitesse maximale : 9200 tr/min ;

— couple maximal : 500 N.m ;

— refroidissement : par circulation interne d’eau glycolée ;
— masse du moteur : ~130Kkg.

figure 23 : structure du moteur-roue asynchrone développé par GEC Alsthom pour un bus
hybride.

Le moteur est alimenté par un convertisseur compact, totalement intégré dans un boitier. Les
caractéristiques techniques de ce convertisseur sont les suivantes :

— type : onduleur de tension triphasé régulé par MLI ;

— fréquence de laMLI : 7,5 kHz ;

— refroidissement : par circulation interne d’eau glycolée ;

— masse du convertisseur : ~10 kg

— volume occupé par le convertisseur : =91 .

2.2. Systemes utilisant un moteur a courant continu.

Le moteur a courant continu est, pour sa part, le plus simple a piloter, car on régule une seule
grandeur qui, en plus, est continue. La régulation par un hacheur réversible en courant et en tension est
bien maitrisée et largement décrite dans de nombreuses références bibliographiques. L’électronique est
relativement simple et peu codteuse. Cette solution est la seule utilisée par les constructeurs
automobiles réalisant des voitures électriques en série (Peugeot 106 ou Renault CLIO par exemple).
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Mais, sur ces véhicules, le moteur n’est pas a proximité des roues. Nous avons trouvé deux exemples
de moteurs intégrés.

Le premier date de 1975. Il est décrit par un brevet américain et il concerne un vélo électrique. La
structure du moteur est décrite sur la figure 24. Il s’agit d’un moteur inverse. Il n’y avait pas de
convertisseur statique et la régulation de la vitesse était réalisée par un rhéostat.. On peut noter la
disposition intéressante des balais tournants.

41
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figure 24 : intégration d’un moteur a courant continu inversé dans la roue arriére d’un vélo
électrique.

Le second est plus récent. Il concerne un projet de véhicule en self-service développé par I'INRIA [7].
Il s’agit de « voiturettes » sans permis a quatre roues motrices et directrices. Ces véhicules seraient
disponibles dans les zones piétonniéres au centre des villes. Chaque moteur est intégré dans un
«ensemble de roue » composé d’un moteur de traction a courant continu de 4 kW (associé a un
réducteur mécanique), d’un frein motorisé, d’une suspension et de différents capteurs. Le moteur est
alimenté par un hacheur dont les caractéristiques techniques ne sont pas plus précisées que celles du
moteur. Notons que la version future utilisera un moteur synchrone sans balais.

2.3. Systémes utilisant un moteur synchrone.

Le moteur synchrone autopiloté a rotor bobiné ou a aimants permanents est de plus en plus utilisé
en traction. Le TGV Atlantique I’utilise depuis la fin des années 80. Il permet un fonctionnement a
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facteur de puissance proche de I’unité et son contréle, quoique plus compliqué que celui du moteur a
courant continu, parait plus simple que celui du moteur asynchrone. Nous n’avons pas trouvé
d’exemple de moteur a rotor bobiné utilisé dans un systeme de moteur-roue. A I’inverse, le moteur
synchrone a aimants permanents est le moteur le plus utilisé pour ce type (Magnet Motors en
Allemagne, Hydroguebec-M4 au Quebec, [9], [39]). Par exemple, la société Hydroguébec
(IPéquivalent québécois d’E.D.F) a dépensé 30 millions de dollars canadiens pour le développement
d’un moteur-roue synchrone a aimants. Nous présentons ici trois exemples.

Le premier concerne le véhicule du projet IZA développé dés 1991 par la Compagnie Electrique de
Tokyo [39]. Il s’agit d’une voiture de tourisme tout électrique. Les caractéristiques techniques du
moteur sont les suivantes :

— type : moteur synchrone a aimant et a rotor inverse a attaque directe ;

— type d’aimants : aimants Sm-Co ;

— puissance continue : 6,8 kW ;

— couple continu : 52 N.m ;

— puissance maximale : 25 kW ;

— vitesse maximale : 1540 tr/min (soit 180km/h pendant 3 min) ;

— couple maximal : 425 N.m (pendant 20 s) ;

— masse du moteur : 33kg .

Le moteur est alimenté par un onduleur de tension régulé en courant, de masse 22 kg, lui-méme

alimenté par 24 batteries de type Ni-Cd de 100 A.h connectées de maniére a fournir une tension de

288 V. Aucun renseignement supplémentaire n’est communiqué sur I’alimentation du moteur. Notons

que I’autonomie mesurée du véhicule, a la vitesse stabilisée de100 km/h sur un parcours plat, est de

270 km.

Le second systéme concerne le véhicule solaire AURORA développé par I’Université Technologique

de Sydney pour le Challenge Mondial Solaire Darwin — Adélaide. [40] donne uniquement des

précisions sur le moteur, dont les caractéristiques techniques sont les suivantes :

— type: moteur synchrone a aimant Nd-Fe-B, a flux axial et a enroulements statoriques dans
I’entrefer® :

— puissance continue : 1,8 KW ;

— puissance maximale : 3x1,8 kW (pendant 72s) ;

— vitesse moyenne : 1060 tr/min (soit 200 km/h) ;

— vitesse maximale : 1380 tr/min (soit 130km/h) ;

— couple nominal : 16,2 N.m ;

— couple maximal : 30 N.m (limite thermique dont la durée n’est pas précisée) ;

— rendement a la vitesse moyenne : 97,5 % ;

— masse totale du moteur : 8,3 kg.

La figure 25 montre I’intégration du moteur dans la roue, sans réducteur. Les performances de ce
moteur sont excellentes, mais celui-ci reste essentiellement adapté a un véhicule solaire. Par exemple,
le comportement mécanique du moteur en environnement difficile (routes cahoteuses, chocs contre
des obstacles tels que les trottoirs...) n’est pas connu.

2% Le stator est réalisé sans matériaux ferromagnétiques ; les seules pertes du moteur sont localisées dans le
bobinage : les pertes par effet Joule classiques et les pertes supplémentaires par courant induit.
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L enroulements

aimants

figure 25 : structure schématique du moteur synchrone a aimants, a flux axial et a enroulements
dans I’entrefer, développé pour le véhicule AURORA.

figure 26 : moteur-roue développé par le LEEI pour la traction d’un véhicule solaire.

Pour une application similaire le LEEI a Toulouse (France) a développé un moteur-roue a aimant
permanent (cf. figure 26) . Les caractéristiques techniques du moteur sont les suivantes :
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— type : moteur triphasé a entrefer radial ;

— nombre de pdles: 22 ;

— nombre d’encoches : 18 ;

— type d’aimants : aimants Nd Fe B frittés (Br = 1.25T) ;

— longueur sur l'axe : 114 mm ;

— diamétre extérieur ; 240 mm ;

— poids en ordre de marche : 14 kg ;

— couple nominal : 20 N.m.

Les caractéristiques techniques du convertisseur sont les suivantes :

— type : onduleur de tension fournissant des créneaux de courant de 120° ;
— type d’interrupteurs de puissance : transistors IGBT ;

— fréquence de découpage MLI : 15Khz ;

— rendement : 97% (le point de fonctionnement de ce rendement n’est pas précise)
— tension alimentation continue : 144 V ;

— courant maximal : 100A.

2.4. Systemes utilisant un moteur synchrone a réluctance variable.

Il existe de nombreux types de moteurs a réluctance variable. Pour ce qui est des moteurs purement
a réluctance, on peut citer les moteurs a bobinages dentaires, que I’on appelle aussi a double saillance
[41], et les machines a bobinage globaux. Les moteurs a réluctance peuvent également associer des
aimants : ce sont les moteurs a réluctance hybrides [42]. Enfin, ces moteurs, comme les autres peuvent
étre a flux radial ou axial. Ils sont souvent alimentés comme les moteurs synchrones sauf pour le
moteur a double saillance qui est alimenté en courants unidirectionnels par des demi-ponts
asymétriques.
Le moteur a réluctance variable a été envisagé par la société Radio Energie pour la traction d’un vélo
électrique [43]. Par ailleurs, [41] propose une comparaison entre un moteur synchrone a réluctance
variable a double saillance et un moteur synchrone a aimant en prenant comme application un moteur
de puissance maximale de 26 kW de 2500 tr/min & 10000 tr/min pour un véhicule Iéger urbain.
Nous avons trouveé une seule référence concernant un moteur-roue. Il s’agit du travail mené par I’'lGE
dans le cadre d’un contrat avec la Direction Générale de I’Armement sur un moteur triphasé de type
vernier (12/16), hybride et a flux axial. La figure 27 précise la structure du moteur. Les performances
prévues par la simulation d’un prototype de faible puissance sont les suivantes :
— puissance continue : 2 kKW ;
— couple continu : 32 N.m ;
— vitesse maximale : 600 tr/min ;
— couple maximal : 90 N.m ;
— rendement a la vitesse maximale : 90 %.
— masse des parties actives du moteur : 10,4 kg ;
— masse d’aimants Nd-Fe-B : 0,9 kg.
Le moteur est alimenté par un onduleur de tension triphasé régulé en courant, lui-méme alimenté par
une batterie de tension 120 V.
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stator rotor

aimant

entrefer

figure 27 : structure d’un moteur-roue hybride et a flux axial.

3. Comparaison des différentes structures possibles.

Pour comparer le plus objectivement possible les différentes structures considérées ci-dessus, nous
définissons d’abord des critéres représentant le mieux I’aptitude d’une machine électrique et
éventuellement de son convertisseur a étre intégrés dans un moteur roue.

3.1. Définition de critéres de comparaison.

Nous regroupons les différents criteres en quatre familles.

3.1.1. Les performances du systemes.

Les critéres concernant les performances du systeme se déduisent naturellement des contraintes
développées au paragraphe 5 du chapitre 1.
Le moteur doit avoir un couple massique et une puissance massique élevés pour au moins deux
raisons. Premiérement, le moteur doit fournir un couple important afin d’assurer les phases de
démarrage en pente ou de fortes accélérations, et ce, en évitant d’insérer un réducteur (car il augmente
I’encombrement et la masse du systeme, il complique I’intégration dans une roue et il est source de
bruit). Deuxiemement, le systéme doit étre le moins lourd possible afin de ne pas détériorer la tenue de
route et I’autonomie du véhicule.
Le moteur et le convertisseur statique doivent posséder un rendement élevé sur toute la plage de
fonctionnement pour obtenir la meilleure autonomie. 1l faut également limiter les pertes Joule du
moteur a couple élevé afin de ne pas compliquer le refroidissement du moteur ; par exemple, il n’est
guere envisageable de refroidir le rotor par circulation de fluide.
La réversibilité¢ du systéme est intéressante dans la mesure ou elle autorise un ralentissement
récupératif. L’autonomie du systéme est ainsi accrue et, de plus, le systéme de freinage peut étre sous-
dimensionné, ce qui permet de réduire les échauffements au voisinage du moteur.
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Les vibrations mécaniques du systéme doivent étre maitrisées afin de réduire les problémes de
nuisances sonores et de fatigue mécanique.
Enfin, le facteur de puissance du moteur doit étre le plus élevé possible pour éviter un sur-
dimensionnement du convertisseur statique.

3.1.2. L aptitude du systéme a étre intégré dans une roue.

Les paramétres de cette famille caractérisent la facilité d’intégration mécanique du moteur et
éventuellement du convertisseur dans une roue.
D’abord, le moteur doit avoir une largeur restreinte, afin d’étre totalement couvert par la jante et le
pneumatique ; ainsi il est protégé de chocs extérieurs (notamment latéraux). Cela implique par
exemple que la longueur des tétes de bobines doit étre réduite au maximum.
Méme si cela n’est pas obligatoire, il est intéressant d’inverser la structure (le rotor est alors extérieur),
car cela simplifie grandement le montage du moteur en I’absence de réducteur® : on monte la jante
directement sur le rotor.
Il faut éviter les contacts tournants et autres joints tournants, dont la maitrise est rendue plus difficile
lorsque le rotor est solidaire de la jante et qu’ils sont susceptibles de subir des mouvements verticaux
et horizontaux selon I’état de la route.
Enfin, il est intéressant de disposer d’un espace libre a I’intérieur du moteur, permettant ainsi
d’intégrer le convertisseur statique si son volume est faible. Les connexions du systéme sont alors
réduites a une alimentation de puissance continue (composée de deux fils) et un bus conduisant les
sighaux de commande et de contréle du dispositif.

3.1.3. La sécurité et la fiabilité du systéme.

La sécurité et la fiabilité du systeme sont des criteres trés importants. En effet, ils conditionnent
d’une part celles du véhicule complet et ils permettent d’autre part de diminuer les codts de
maintenance.

L’expérience de fabrication ainsi que la maturité de la technologie diminuent a priori les risques
potentiels de problémes imprévus. Ceux-ci sont liés entre autres a I’utilisation de nouveau matériaux
dont I’évolution des caractéristiques avec le temps n’est pas bien connue ou a la mise au point de
nouveaux processus de fabrication.

Il existe aussi des problémes liés a la structure méme du systéme. Par exemple les machines a aimants
sont toujours excitées lorsque les aimants sont aimantés. La machine se comporte donc en génératrice
dés que le moteur tourne, ce qui implique un risque potentiel au niveau du convertisseur.

Enfin la maintenance du systeme doit étre simple. Toute les parties susceptibles d’étre détériorées
doivent étre accessibles et réparées ou changées simplement et rapidement.

3.1.4. Le colt du systeme.

Le dernier point concerne le prix de revient du moteur. 1l faut considérer deux facteurs :

— le coOt des matériaux qui est incompressible ;

— le colit du montage qui peut éventuellement varier selon le mode de production® et les quantités a
produire.

24 Dans les structure inversées, on peut éventuellement intégrer un réducteur planétaire et on obtient alors deux
cylindres tournant en sens inverse ; cela nécessite d’enfermer I’espace entre la jante et le rotor afin de ne pas
géner la rotation et de ne pas abimer ces deux parties.
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3.2. Comparaison des structures.

Une fois définis, les criteres ci-dessus nous permettent de comparer les systemes décrits au
paragraphe 2 de ce chapitre.

3.2.1. Systemes utilisant un moteur asynchrone (MAS).

Le principal avantage du MAS est que le milieu industriel posséde une expérience et une maitrise
de fabrication inégalée, ce qui plaide en faveur d’une bonne fiabilité. De plus le colt du moteur a cage
d’écureuil est faible. Néanmoins, les performances du MAS sont relativement réduites. 1l présente un
faible couple massique. Le rotor est toujours source de pertes Joule ; ceci complique le refroidissement
et détériore le rendement. Pour obtenir un bon couple au démarrage, il faut utiliser une commande
vectorielle du flux du moteur ; la commande de I’onduleur est alors plus difficile a mettre en ceuvre,
surtout si on veut obtenir une bonne fiabilité, et le colt du convertisseur augmente. Souvent, le moteur
doit étre associé a un réducteur, ce qui diminue le rendement et augmente I’encombrement et le bruit.
La réversibilité du systéme est limitée par la nécessité de fournir en permanence de la puissance
réactive.

3.2.2. Systemes utilisant un moteur a courant continu (MCC).

Le MCC bénéficie lui aussi d’une grande expérience de conception et de fabrication. Son
alimentation est simple, fiable et peu colteuse. La réversibilité du systéme est tres simple a réaliser. Le
moteur peut fournir un couple élevé des le démarrage. Pour autant, les inconvénients de cette solution
sont bien connus. Ils proviennent essentiellement du systeme balai/collecteur. La chute de tension au
collecteur détériore le rendement et le contact tournant limite la vitesse de rotation et impose une
maintenance réguliere. De plus, le collecteur augmente la masse et I’encombrement du moteur (surtout
en largeur). Ainsi, la puissance massique reste limitée et I’intégration dans une roue est difficile. Le
collecteur représente en outre un surcolt incompressible. La présence d’un enroulement au rotor
complique le refroidissement du cuivre et exclut quasiment de placer le rotor a I’extérieur (sauf a
mettre des balais tournants comme sur la structure de la figure 24).

3.2.3. Systemes utilisant un moteur synchrone (MS).

Il existe deux types de MS: les moteurs synchrones a rotors bobinés (MSRB) et les moteurs
synchrones a aimants permanents (MSAP). Les conclusions sont trés différentes pour les uns et pour
les autres.

Un avantage du MSRB est de pouvoir régler trés facilement le flux inducteur. Cela permet
d’augmenter simplement la plage de vitesse du moteur en diminuant le courant d’excitation, c’est-a-
dire en diminuant le flux d’excitation. Malheureusement, ces moteurs nécessitent des contacts
tournants, ce qui limite les possibilités d’intégration dans une roue. Comme pour le moteur a courant
continu, le refroidissement des bobinages rotoriques est compliqué.

Le MSAP ne posséde pas ces inconvénients provenant d’un bobinage tournant. Si les aimants ont une
forte densité d’énergie (aimants terre-rare de type Nd-Fe-B ou Sm-Co) et que le moteur est alimenté
par des créneaux de courant, il permet de fournir un couple massique élevé. Le rendement lui aussi est
élevé, car on obtient une forte induction dans I’entrefer et il n’y a pas de pertes au rotor. Le seul

2% Par exemple, le prix du cuivre bobiné manuellement est beaucoup plus élevé que le prix du cuivre bobiné
automatiquement ; mais il faut que le bobinage du moteur soit adapté.
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inconvénient de ce type de structure est que I’induction dans le fer ne varie pas sinusoidalement et que
cela provoque des pertes fer supplémentaires a vitesse élevée. Cependant, en attaque directe, la vitesse
de rotation des roues reste relativement basse quelque soit le type de véhicule (< 500 tr/min).
Remarquons enfin que la structure du moteur est simple ce qui signifie que les codts de fabrication
devrait étre relativement limités.

3.2.4. Systemes utilisant un moteur a réluctance variable (MRV).

Nous considérons deux types de MRV : les moteurs a double saillance (MRVDS) et les moteurs
hybrides (MRVH).
Les premiers présentent de nombreux avantages. D’abord la structure est trés simple : le stator posséde
un bobinage concentré (trés simple a réaliser) et le rotor, homogéne, ne supporte ni bobinages ni
aimants. La construction (bobinage, équilibrage du rotor...) est facile donc peu onéreuse. D’un point
de vue énergétique, les tétes de bobine sont courtes (a cause du bobinage concentré) et le coefficient
de remplissage élevé, ce qui limite les pertes par effet Joule souvent plus faible que dans les MSA
[41]. En revanche, du fait que les variations de I’induction sont non sinusoidale, les pertes fer sont
relativement élevées (comme pour les MAS a fém trapézoidale). L’alimentation du moteur peut étre
réalisée par un onduleur en demi-pont asymétrique, car les courants dans le moteur sont
unidirectionnels. Cela confére a ces moteurs une bonne sécurité de fonctionnement, car les trois phases
sont indépendantes. Le gros probléme de ces structures vient du bruit qui est créé, notamment a cause
des ondulations de couple. De par le principe méme de production du couple, celui-ci est pulsatoire, et
il I’est d’autant plus que la vitesse est élevée, car, alors, on ne peut plus réguler le courant pour
compenser les ondulations. Par ailleurs le couple maximal reste sensiblement plus faible que celui que
I’on peut obtenir avec une MSA utilisant des aimants Nd-Fe-B.
L’insertion des aimants dans les structures hybrides permet d’augmenter le couple en renforcant
I’induction dans I’entrefer de la machine. On arrive donc a de bonnes performances de couple et de
rendement. Les problémes viennent des risques important de désaimantation des aimants et aussi de la
fabrication du moteur rendue difficile par I’intégration des aimants dans les plots du rotor. De plus
comme les MRVDS, elles fournissent un couple assez fortement pulsatoire.

3.2.5. Conclusion.

Le tableau 6 fait la synthése de I’analyse des quatre paragraphes précédents.

tableau 6 : analyse synthétique des avantages et des inconvénients de chaque structure de
moteur-roue au regard des critéres définis au 8§ 3.1.

MAS MCC MSRB MSA MRVDS MRVH
Performances -- - + +++ + +
Intégration - - - ++ ++
Sécurité et fiabilité + - + T "
Codit + + - + ++ _
Appréciation globale - - Fr 4+ | A+t R

Il ressort du tableau ci-dessus que les moteurs synchrones a aimant et ceux a réluctance variable a
double saillance sont les mieux placés. Nous retiendrons le moteur synchrone a aimants permanents (a
haute densité d’énergie) alimenté par des quasi créneaux de courant, car il posséde les meilleures
performances utiles pour réaliser un moteur-roue : notamment il posséde un tres bon rendement et peut
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atteindre des couples trés élevés. Ainsi, il n’est pas utile d’utiliser un réducteur et I’intégration est plus
aisée. Le refroidissement du stator, ne pose pas non plus de probleme particulier. L’alimentation et la
régulation du couple est relativement simple par MLI. Le MSAP présente en plus I’avantage sur le
MSRVDS de pouvoir facilement fonctionner en génératrice et de présenter moins de vibrations, ce qui
limite le bruit. Enfin, le prix du moteur, plus élevé que pour les MSRVDS est lié aux aimants et au
bobinage. Mais les aimants Nd-Fe-B sont maintenant disponibles pour des prix intéressants (600 F/kg
en Chine) et les spécialistes du métier admettent que le bobinage du moteur peut étre automatisé si la
polarité n’est pas trop grande (inférieure a une vingtaine de péles). Néanmoins, on retiendra qu’une
contrainte importante de dimensionnement du moteur sera de minimiser la masse d’aimants
permanents.

4. Principe de fonctionnement du moteur synchrone sans balais — Eléments
de conception générale.

Dans ce paragraphe, nous décrivons d’abord la constitution du moteur et de son alimentation, ainsi
que le principe de production de couple dans le MSSB. Ensuite, nous présentons quelques solutions a
des problemes de conceptions générales : le choix du type de bobinage, le choix des matériaux, la
réduction des ondulations de couple, le choix et le positionnement des capteurs de position ou encore
le choix des interrupteur de puissance.

4.1. Constitution du systeme.
Nous allons détailler successivement la constitution du moteur et de son alimentation.

4.1.1. Constitution du moteur.

La figure précise les formes géométriques du rotor et du stator du moteur.

rotor
I )
dents
- Stato r d I’OlteS

figure 28 : structure géométrique du rotor et du stator d’un moteur synchrone sans balais a
structure inversée.
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Le rotor extérieur du moteur est constitué d’une culasse en acier ferromagnétique doux, a I’intérieur de
laquelle sont collés 2.p aimants® en tuile de type Nd-Fe-B. Etant donné leurs positions, les aimants ne
risquent pas d’étre décollés par la force centrifuge. Cependant, on peut éventuellement les protéger de
la corrosion et maitriser leur position angulaire en les frettant. La frette doit alors étre amagnétique et
non conductrice, de fagon a éviter de créer un couple asynchrone et des pertes électromagnétiques.

Le stator est constitué de tbles magnétiques isolées entre elles. Le bobinage triphasé est réalisé en fil
rond afin de minimiser la taille des tétes de bobines et les dents sont droites. Nous reviendrons plus
loin sur le choix du nombre d’encoches par pble et par phase et sur le type de bobinage. Une
imprégnation globale du stator permet de protéger le bobinage.

4.1.2. Alimentation du moteur.

Le moteur est alimenté par un onduleur de tension régulé en courant par Modulation de Largeur
d’Impulsion (MLI) conformément au schéma de la figure 29. L’onduleur de tension produit des quasi-
créneaux de courant tels que ceux représentés sur la figure 30. On remarque qu’il existe six séquences
élémentaires de conduction de I’onduleur. Pendant chacune d’elles, deux transistors conduisent le
courant I, de telle sorte qu’une phase du moteur est parcourue par le courant + I, une seconde par le
courant — | et une troisieme n’est pas alimentée.

La fréquence de ces courants est directement commandée a partir de I’information de vitesse du rotor
qui est donnée par les capteurs de position, de telle sorte que la condition de synchronisme, nécessaire
a la production d’un couple moyen non nul dans une machine synchrone, est toujours respectée. Pour
cette raison, on dit que le moteur est autopiloté.

L’amplitude des courants dans chagque phase est régulée a partir de leurs mesures et d’une consigne
qui dépend du couple que I’on demande au moteur de fournir. On peut réduire le nombre de capteurs
de courant a deux si le moteur est connecté en étoile. Si on supprime le capteur sur la troisiéme phase,
on dispose toujours de ilmes et i2mes ; on peut en déduire i3mes par la relation i3mes =—(i1

mes + I2mes )
A priori, en fonctionnement normal, on peut méme utiliser un seul capteur de courant que I’on place
soit sur une phase soit sur le bus continu de la batterie. Dans le premier cas, on ne peut pas faire une
régulation correcte des courants dans les deux autres phases en cas de défaut car on n’est pas capable
de les reconstruire. Dans le second cas, on peut reconstruire les trois courants, mais la logique
nécessaire implique un surco(t qui dépasse I’économie du capteur. A ce jour, le bon compromis entre
le colt et la simplicité de la commande correspond a I’utilisation de deux capteurs sur deux phases du
moteur.

Pendant une séquence élémentaire d’autopilotage (cf. figure 30), la régulation du courant est réalisée
en ouvrant et fermant a haute fréquence un des deux transistors de conduction. Les phases du moteur
étant inductives, le courant croit faiblement lorsque le transistor conduit et décroit faiblement lorsque
le transistor ne conduit plus. Il apparait donc une ondulation du courant dont I’amplitude est
intimement liée & la valeur de I’inductance cyclique par phase et a la fréquence Fyy, de hachage®’.

L’inductance cyclique des moteurs synchrones a aimants étant a priori faible (a cause de la valeur
importante de I’entrefer efficace), cette ondulation peut s’avérer génante. Deux solutions sont
possibles. La premiére consiste & augmenter au maximum la fréquence Ry, mais cela risque

d’entrainer des pertes par commutation importantes dans I’onduleur. La seconde consiste a augmenter

26 On note p le nombre de paires de poles.
2" e calcul analytique de I’amplitude des ondulations de courant dues au hachage est effectué au paragraphe
4.6.1 de ce chapitre.
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artificiellement I’inductance du moteur en rajoutant une inductance en série avec chaque phase du
moteur. Cependant, cette solution présente I’inconvénient d’augmenter le volume du systéme et d’en
réduire sa dynamique. De plus, la commutation d’une phase sur I’autre, au changement de séquence
d’autopilotage, est d’autant plus ralentie que I’inductance cyclique est élevée ; cette situation crée des

ondulations de couple supplémentaires [44].

signaux de commande des transistors

g
.

—
~

_|
(&

D | (

signaux des capteurs de courant

r

régulateur des courants
du moteur I
C1 C2 CS

signaux des

capteurs de position

figure 29 : schéma de principe de I’alimentation du moteur synchrone sans balais a fém
trapézoidale.

4.2. Production du couple dans le moteur synchrone a aimant a fém trapézoidale

alimenté par des quasi-créneaux de courant.

Idéalement, les forces électromotrices du moteur sont trapézoidales (cf. figure 30). La puissance

électromagnétique instantanée du moteur vaut [45] :
Pem(t) = e1(t)iy(t)+ e, (t)iz(t) + e3(t)is(t)
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En négligeant les pertes mécaniques et les pertes fer, cette puissance peut aussi s’exprimer par la
relation suivante :

Pem(t) = Crmot (t)2mot (t) (56)
ou Cpot et Qo SoNt respectivement le couple et la vitesse du moteur.

I &
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figure 30 : allures des courants fournis par I’onduleur de tension régulé en courant dans les trois
phases du moteur.

En régime permanent, on peut supposer que la vitesse est sensiblement constante ; le couple vaut
alors :

Crnot (t) = F;;L(tt) (57)
mo

L’allure du couple fourni par le moteur est donc identique a celle de la puissance électromagnétique.
On peut montrer que la largeur angulaire du plateau de la fém est égale a la largeur angulaire de
I’aimant 0. Or, si la largeur angulaire du plateau de la fém est supérieure ou égale a celle du plateau

.2 .
du courant, i.e. 3_7: et que, de plus, le fondamental du courant |1(t) est en phase avec le fondamental
P

de la fém el(t), alors les plateaux du courant et de la fém d’une méme phase sont en concordance (cf.
figure 31) et le couple électromagnétique instantané est constant et vaut :
2E1 . 2.1
Vt,Cot (t)=—=—— si0, >=—et 6, =0 (58)
Qmot 3p
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en notant 0j,. le déphasage du fondamental du courant par rapport au fondamental de la fém et E

I’amplitude du plateau.

Si ces deux conditions ne sont pas réalisées, alors les plateaux du courant et de la fém d’une méme
phase ne sont plus en concordance ; cela provoque des ondulations du couple du moteur en méme
temps qu’une réduction de sa valeur moyenne. La figure 31 montre les deux cas possibles : celui ou le

plateau de la fém est trop petit, i.e. 6, s%, et celui ou les fondamentaux du courant et de la fém
P

d’un méme enroulement ne sont pas en phase, i.e. 6j;, #0.

Casoptimal:eaz%g et 0, =0 Cas ol : ea<§—g et 0 =0

A A

E b e,(t) E

(t)_

0 0 > 1
T 0a |
3p 2
A N
2.El

0 > t
N 2.1
A Casou: 0;>—— et 0y/;#0
E e3(t) N T 3p ef
E ey(t)

P

2.El
Qmot

Crmot(t)

figure 31 : allures idéales des fém, des courants et du couple électromagnétique d’un moteur
synchrone a aimants alimenté par des créneaux de courant selon les valeurs de 0, et 6.
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L’angle 6;,, est donneé par les capteurs de position dont les informations commandent la commutation

des transistors. Pour cette raison, on parle aussi d’angle d’autopilotage. En modifiant la position des
capteurs, on regle cet angle de fagon a obtenir un couple moyen maximal et des ondulations de couple
minimales. Il faut noter que si I’angle est mal choisi, le moteur peut ne pas démarrer car il est dans une
position ou le couple instantané est trop faible. Pour les petits moteurs, on peut I’aider a démarrer,
mais on remarque que le courant continu absorbé par I’onduleur oscille ; il peut prendre des valeurs
maximales instantanées élevées et détériorer les transistors de I’onduleur. On remarque que le réglage
de I’angle d’autopilotage est I’analogue du calage des balais pour un moteur a courant continu.

4.3. Ondulations de couple.

Nous avons vu au paragraphe 3.1.1 de ce chapitre qu’il faut limiter les ondulations de couple dans
un systeme de moteur-roue, car elles participent a la création de bruit et provoquent des problémes
mécaniques. Dans les moteurs synchrones a aimants, il existe deux types d’ondulations de couple.

4.3.1. Ondulations de couple dues & I’alimentation du moteur.

L’alimentation du moteur est une premiére cause d’ondulations du couple moteur. Au paragraphe 4.2
nous avons montreé I’influence de I’angle d’autopilotage a ce sujet.

Par ailleurs, la commutation d’une phase sur I’autre entre deux séquences élémentaires d’autopilotage
peut aussi provoquer des ondulations. En effet, la commutation du courant | ou — 1 d’une phase vers
une autre affecte le courant dans la troisieme phase qui, a priori, n’est pas concernée par la
commutation. Par une étude analytique simplifiée, négligeant I’influence de la résistance d’une phase,
[44] montre gu’il existe trois régimes de fonctionnement selon les valeurs relatives de la fém E du
moteur et de la source d’alimentation U, . Nous donnons dans chaque cas I’ondulation de couple :

M_Af
E .
M_z ’
E
M_4
E

2 Pt a]
E

- E =% - régime intermédiaire particulier ou le courant de la phase qui n’est pas concernée

U - .
- E<—Dat . régime des basses vitesses : AC =

U - .
- E> % - régime des hautes vitesses : AC =

par la commutation n’est pas affectée : AC=0.

4.3.2. Ondulations de couple dues a la structure du moteur.

La structure du moteur affecte évidemment la forme du couple instantané produit par le moteur.

Nous avons déja vu précédemment que I’aimant devait avoir une ouverture angulaire suffisante pour
ne pas créer des « creux » de couples.
Un autre facteur extrémement important est I’influence de la denture du stator. Celle-ci crée un effet
de réluctance. Le couple total est alors composé d’un couple principal, provenant de I’interaction des
conducteurs avec les aimants du rotor, et d’un couple de réluctance, provenant de I’interaction des
conducteurs et des dents statoriques. Lorsque le moteur est a vide, le couple total se réduit au couple
de réluctance ; on parle de couple de détente.
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4.3.3. Réduction des ondulations due a I’effet de réluctance.

Nous proposons des solutions pour « filtrer » le couple de réluctance. Pour caractériser chacune des
méthodes, nous utilisons un calcul numérique reposant sur la méthode des éléments finis [33]. Ainsi
nous modélisons correctement I’effet de denture et les non-linéarités des matériaux magnétiques. Le
moteur considéré est le « moteur 30 kW », dont les caractéristiques géométriques et physiques sont
précisées dans I’annexe 1.

Avant d’aller plus loin, nous présentons la méthode utilisée pour calculer numériquement le couple
instantané.

4.3.3.1 Notions de couple statique et de couple dynamique.

Lorsque le moteur est autopiloté, nous avons vu qu’il existe six séquences élémentaires qui sont
résumées dans le tableau 7.

tableau 7 : valeurs des courants pour les six séquences élémentaires d’autopilotage d’un moteur
synchrone a aimants alimenté par des créneaux de courants.

séquence n°l n°2 n°3 n°4 n-°5 n°6
i1 0 + 1 + 1 0 -1 -1
in -1 —1 0 +1 +1 0
i3 +1 0 -1 —1 +1

D’un point de vue électromagnétique, ces six séquences sont strictement équivalentes. En effet, entre

deux séquences successives, les courants statoriques sont décalés d’un angle électrique valant 3 et le

, , . T . ,
rotor tourne d’un angle mécanique valant TS Nous pouvons donc calculer le couple instantané sur
P

une période électrique lorsque le moteur est alimenté conformément & une séquence élémentaire, par

il = O
exemple <i, =—I. Le couple obtenu est appelé couple statique. Idéalement, le couple statique
i3 =+

correspondant a la séquence considérée vérifie la relation suivante :

(t)= L[e3(t)—ey(t)] _

Cstat
Qmot

1

. _— . 2.E
Le couple statique est donc trapézoidal ; son amplitude vaut o et la largeur de son plateau vaut

0,
5
Pour les six séquences élémentaires, on obtient six couples statiques équivalents décalés de 3i La
P
figure 32 montre alors I’allure des couples statiques pour les trois cas déja considérés au paragraphe
4.2.
Lorsque le moteur est autopiloté et que I’on néglige I'influence des commutations d’une phase a
I’autre (cf. 84.3.1), le couple instantané, que I’on appelle aussi couple dynamique, peut-étre construit a
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partir des couples statiques : on passe instantanément de I’un a I’autre lorsque I’on change de séquence
d’autopilotage (cf. figure 32).

Nous en déduisons une méthode pour calculer numériquement le couple dynamique du moteur. Nous
calculons d’abord le couple statiqgue d’une séquence donnée. Nous choisissons ensuite I’angle
d’autopilotage tel que les ondulations du couple dynamique soient minimales et le couple moyen

maximal. Enfin nous reproduisons six fois une portion du couple statique de largeur angulaire de 3

électrique définie par I’angle d’autopilotage.

. 2.1 R . 2.1
Casoptlmalzeaz?p et B/ =0 Casou: O3<_—— et 6j=0 Casou: GaZ?p et g/ #0

Bi/e
I

— Couple dynamique

— Couple statique pour la séquence n°1

--- Couple statique pour les autres séquences

figure 32 : allures idéales des couples statiques et du couple dynamique d’un moteur synchrone a
aimants alimenté par des créneaux de courant selon les valeurs de 6, et 0.

4.3.3.2 Couple statique et couple dynamique calculés numériquement pour un moteur
sans modifications du stator et du rotor.

Nous commengons par représenter les couples statique et dynamique du moteur 30kW sur la figure
33. Nous calculons un couple moyen Cp,,, =1915 N.met des ondulations de couple AC =357 N.m

représentant 18,6 % du couple moyen.

4.3.3.3 Influence d’un décalage des aimants sur le couple statique et le couple dynamique.

a) Décalage de deux aimants.
La premiére idée pour supprimer I’effet de réluctance est de constituer deux demi machines.

Chacune d’elle est décalée d’un demi pas dentaire, i.e. Ni (Ng étant le nombre de dents au stator),
d

de telle sorte que, lorsque le stator de la premiere demi-machine est attiré par les aimants, celui de la
seconde est repoussé. On imagine bien que I’on peut ainsi réduire les ondulations du couple
dynamique.
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Dans cette configuration, on a calculé que le couple moyen et les ondulations de couple du moteur 30
KW valent respectivement Cp,, =1861N.m et AC =300 N.m. Cela correspond a des ondulations

relatives de 16,1%. Elles ont donc chutés de 2,5%. En revanche le couple moyen a chuté de 3%.
L’efficacité de la méthode semble donc acquise mais dans des proportions relativement faibles.
En pratique on réalise ce systéme en utilisant un stator unique et en plagant deux rangées d’aimants au

rotor d’égales longueurs et décalées de I’angle Ni (cf. figure 34).
d
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: d 9élec (deg)

0 30 60 90 220 150 180 210 240 278 300 330 360

-500

-1000 +

-1500 +

-2000 +

-2500 -
—— couple dynamique

—— couple statique interpolé

X X points de simulation

figure 33 : couple statique et dynamique du moteur 30 KW simulés numériquement pour 1000
ampeéres-tours par encoche en fonction de I’angle électrique (sans aucun décalage des aimants ni
inclinaison du stator).
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aimant n°2

aimant n°1

culasse rotorique

figure 34 : représentation d’un rotor avec deux blocs d’aimants décalés de w/Ng.

b) Décalage de Na aimants.

Nous cherchons a aller plus loin en scindant I’aimant en plus de deux blocs. Cela est possible pour
des moteurs qui ont une longueur de fer suffisante. Deux blocs consécutifs sont alors décalés
régulierement d’un angle ty_. Théoriquement [46] ont montré que Iangle optimal de décalage pour

N, blocs d’aimants vaut :

2.1

_ 60
N,.Ng (60)

’ENa

Remarquons que, pour N, =2, cette formule donne le méme angle optimal que celui que nous avons

déterminé empiriquement au paragraphe précédent. Nous excluons ici des décalages irréguliers entre
les différents blocs; [16] a néanmoins montré que cela pouvait mener a des solutions tres
intéressantes. Mais ces solutions conduisent a des décalages précis, qui représentent quelques degrés
ou dixiemes de degré pour les moteurs a forte polarité, ce qui est difficile a réaliser en pratique.

Sur la figure 35, nous avons tracé I’évolution des pertes de couple moyen relatives a la structure de
base (ayant une seule rangée d’aimants) en fonction du nombre de blocs utilisés. Bien que le couple
moyen diminue avec le nombre de blocs, les pertes de couple sont de moins en moins sensibles a
mesure que le nombre de blocs augmente. Par ailleurs, la figure 36 montre I’évolution des ondulations
de couple relatives a sa valeur moyenne. Si la réduction des ondulations de couple est d’autant plus
efficace que le nombre de bloc augmente, il ne semble pas utile de dépasser 4 blocs. En effet, la
construction se complique alors et le gain en ondulations est peu important ; de plus le couple moyen
pour un niveau d’amperes-tours donné diminue et, par conséquent, les pertes Joule augmentent.
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pertes de couple moyen (%)

5 I I I I

1 2 3 4 5 6 7

nombre
de blocs

figure 35 : diminution relative du couple moyen (simulé numériguement pour 1000 ampéres-
tours par encoche) lorsqu’on utilise un décalage régulier des aimants en fonction du nombre de

blocs pour le moteur 30 kW.

ondulations relatives de couple (%)
20 T T T
D
0]
15 - —
@
10 - —
5 _
0
1 2 3 4 5 6

nombre
de blocs

figure 36 : évolution des ondulations relatives de couple (simulées numériquement pour 1000
amperes-tours par encoche) lorsqu’on utilise un décalage régulier des aimants en fonction du

nombre de blocs pour le moteur 30 kKW.
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Par ailleurs, on peut remarquer que, pour un décalage régulier de N, aimants, le plateau de la fém est
restreint & la portion commune aux N, aimants dont I”ouverture angulaire vaut 8, — (N, —1).rNa , soit
N, -1 2n , . TR
Ne Donc, pour ne pas créer de nouvelles ondulations de couple consécutives a
a d
une largeur du plateau de la fém trop faible, il faut vérifier la relation suivante :

Na—1 2n , © (61)
N, Ng 3p

encore 0, —

0, —

Si on note g le nombre d’encoche par pble et par phase, I’équation 61 s’écrit aussi :
0, > 4 Nazl 2
3.p N, 3.pq

(62)

, . y T . o . .
Or I’ouverture angulaire de I’aimant vaut au plus —, ce qui, tous calculs faits, implique la condition
p

suivante :
N, -1
Na

q= (63)

Notons que cette condition est toujours respectée si le bobinage n’est pas fractionnaire.

4.3.3.4 Influence d’une inclinaison des encoches du stator sur le couple statique et le
couple dynamique.

Puisque les ondulations diminuent avec I’augmentation du nombre de blocs, nous pouvons aller
plus loin en faisant tendre le nombre de blocs vers I’infini. Cela correspond a une inclinaison constante
des aimants. D’apres I’équation 60 I’angle de décalage Ty, entre le premier et le dernier aimant

a

vaut :

N,-1 2=n
=(N, -1) =—a - = 64
Ttot N, ( a )TNa1 N, Ng (64)

Donc lorsque le nombre de bloc tend vers I’infini, I’angle 14, tend vers I’angle d’inclinaison ; :
a

_2mn

"Ny (65)

Ti
Lorsqu’on applique cette solution au moteur 30 kW, I’'amplitude des ondulations de couple vaut
AC =239 N.m et le couple moyen vaut Cp,qy, =1839 N.m. Le couple moyen du moteur incliné est

donc réduit de 4 % par rapport au moteur initial et ses ondulations représentent 13 % de sa valeur
moyenne.

La figure 33 montre les couples statiques avant et aprés inclinaison, ainsi que le couple dynamique
aprés inclinaison. Nous observons que la forme du couple statique couple statique n’est plus vraiment
trapézoidale, mais tend plut6t vars une sinusoide. Nous avons calculé numériquement les 10 premiers
coefficients non nuls du développement en série de Fourrier du couple statique apres inclinaison. Nous
avons ensuite considéré un couple de référence trapézoidal, de méme amplitude du fondamental et
donnant le méme couple moyen. Ces deux signaux ont les développements suivants :

10
Cl5i(0)= > cliiy sin(n.po) (66)
n=1
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10

réf réf ; . ~Téf inc

Ceat (0) = E Cstatn-s'n(n-p-e) avec. Cstaty = Cstaty (67)
n=1

Pour évaluer la différence entre le couple statique du moteur incliné, nous introduisons un « taux de
distorsion trapézoidal » tgis; défini comme suit :

S Cliatn — Coat i
_ statn statn
Tdist =  ref (68)
n=2 CStatn

L’application numérique donne tgjst = 23% . La valeur de ce facteur nous confirme que la forme du

couple statique est relativement éloigné d’un trapéze. Cela s’explique par I’effet « filtrant» de
I’inclinaison, qui supprime des harmoniques que contient le trapéze. En effet, I’objectif du décalage
des aimants ou de I’inclinaison des t6les est de supprimer les harmoniques du couple dynamique.
Malheureusement, le filtrage s’applique en premier lieu au couple statique ; cela crée alors des
ondulations de couple consécutives a une détérioration de la forme du couple statique (le plateau est
« arrondi »). Pour un décalage discret, cet effet est d’autant plus sensible que le nombre de bloc est
élevé et il est maximum pour une inclinaison continue, car on supprime d’autant plus d’harmoniques
que I’on augmente le nombre de blocs.

C (N.m)

y
2500 T
2000 T>s !
1500 T
1000 T

500 T

> ee’lec (deg)
-500 T
-1000 T

-1500 T

-2000 T

-2500 —
—————— couple statique du moteur initial

couple statique du moteur incliné

couple dynamique du moteur incliné

figure 37 : couples statiques et dynamique du moteur 30 KW initial et incling, simulés
numériquement pour 1000 ampéres-tours par encoche en fonction de I’angle électrique.
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En pratique, il existe deux possibilités pour réaliser une inclinaison continue. La premiére est de
fabriquer des aimants en forme d’hélice inclinee de t;. La seconde, plus classique, est d’incliner

I’empilement des toles statoriques. Dans les deux cas la difficulté de fabrication est a peu prés
identique. Il faut réaliser un moule en hélice pour les aimants et un outillage spécial pour I’empilement
incliné.

4.3.3.5 Remarques sur le calcul numérigque des couples statique et dynamique.

Le calcul qui vient d’étre développé concerne un cas particulier (moteur particulier et niveau
d’amperes-tours particulier). 1l faut donc étre prudent sur les conclusions de I’étude. Notamment, nous
avons implicitement appliqué le principe de superposition pour calculer les couples apres décalage ou
inclinaison en partant d’un couple calculé par un modéle numérique bidimensionnel. Nous avons donc
négligé les effets d’extrémité du moteur et les possibles interactions entre chaque bloc d’aimant dans
le sens axial. Une étude tridimensionnelle utilisant toujours la méthode des éléments finis [34] a été
menée au sein de I’IGE. Elle concernait un moteur de 200 W — 200 tr/min destiné a la traction d’un
vélo électrique. Les caractéristiques techniques de ce moteur sont données dans I’annexe 2. La figure
38 compare :

— le couple statique du moteur sans décalage des aimants et calculé numériquement par une méthode
tridimensionnelle ;

— le couple statique du moteur simulé avec un décalage de deux rangées ;

— le couple statique du moteur avec un décalage de deux rangées, calculé a partir du couple statique
simulé numériguement sans décalage des aimants et en utilisant par le théoréme de superposition.

En tridimensionnel pur, nous observons bien une diminution de I’ondulation de couple, mais il semble

qu’elle soit moins importante ce que I’on pourrait prévoir en appliquant simplement le théoreme de

superposition [47].

20 4 | |
| |

! S . .
calcul tridimensionnel sans décalage des aimants

|

|

|

|

| | |

| | | |
” | | I
;o\ I I I

caleul tridilnensionnel avec décalage des aimants

15 4 -~

10 4

- . !
calcul tridimensionnel en superposant
deux courbes sans décalages |

o
n

180 210 240 270

angle électrique (degrés)
& o
.

X
.10 -
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-15 4

-20 4
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figure 38 : calcul numérique du couple du moteur de vélo par la méthode des «éléments finis en
trois dimensions.
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4.4. Choix du type de bobinage.

Le bobinage est nécessairement a pas diamétral. En effet le raccourcissement du pas de bobinage
aurait pour effet de supprimer des harmoniques dans la fém et par conséquent de détériorer sa forme
trapézoidale. 1l en est de méme pour la répartition, ce qui impligue que le nombre d’encoche g par pdle
et par phase doit étre égal a 1.

Pour ce qui est du choix de g, un autre argument doit étre pris en compte : I’optimisation de la masse

du moteur. En effet, considérons une machine ayant une induction moyenne dans I’entrefer <Be>p au

niveau du rayon moyen d’entrefer R . Si on maintient ces deux grandeurs constantes, le flux par pole

est d’autant plus faible que p est élevé. Alors, en maintenant aussi le niveau de saturation dans le fer,
on peut diminuer I’épaisseur des culasses statorique et rotorique lorsqu’on augmente p. Accroitre le
nombre de poles permet donc de diminuer la masse de la machine. Mais cette augmentation de p a
deux limites.

La premiére concerne les pertes fer. En effet, pour une vitesse de rotation donnée, I’augmentation de p
entraine une augmentation de la fréquence électrique et, par suite, des pertes fer.

La seconde concerne la faisabilité mecanique et elle influence le choix de g. En effet, notons Sg, la
surface totale des encoches du stator, Syen: la surface totale des dents et Sgy la surface totale du

stator hors culasse. Ces trois surfaces sont liées par la relation suivante :

Senc +Sdent = Sstat (69)
Sion note 14 et hy respectivement la largeur et la hauteur d’une dent (supposée rectangulaire) et Ny

le nombre de dents au stator, on peut exprimer la surface Sgent COMmMe suit :

Sdent = Ng-lg-hg (70)
Or le nombre de dents s’exprime en fonction du nombre de poles p, du nombre de phase m et du
nombre d’encoche par pole et par phase q par :

Ng =2.mpg (71)
Ainsi, la largeur d’une dent vaut :

— Sstat _Senc (72)
2.m.p.g.hy

Si on conserve Sgi; €t Senc 2%, alors une augmentation de p entraine une diminution de la largeur de la
dent. Or, il est impossible de réaliser des dents trop étroites. En notant Idmin la largeur limite de

faisabilité d’une dent, le produit p.g d’une machine triphasée vérifie I’inégalité suivante :

Sciat —S
a< stat enc 73
p.q Bhaly (73)

'Idmin
Ainsi, pour augmenter le plus possible p afin d’optimiser la masse de la machine, il faut que q soit le
plus faible possible, c’est-a-dire égal a 1. Alors le nombre de paire de pdle p est limité :

p < Sstat _Senc (74)
6.hg.lq

min

28 En maintenant constant la surface totale des encoches, on ne modifie pas les pertes Joule de la machine pour
un courant donné (aux pertes dans les tétes de bobine prés).
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figure 39 : représentation des connexions des bobines pour une machine triphaséep=4etq=1
dans le cas d’un bobinage a pas diamétral et en double couche.

figure 40 : représentation des connexions des bobines pour une machine triphaséep=4etq=1
dans le cas d’un bobinage a pas diamétral et en simple couche.

Enfin, il faut limiter le plus possible la longueur des tétes de bobines car il s’y crée des pertes Joule
sans que le courant y circulant ne produise de couple. Pour cette raison, le bobinage doit étre réalisé en
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double couche. En effet, dans ce cas, on réduit le nombre de fils qui se croisent a I’extérieur du stator
et, par conséquent, la longueur des tétes de bobine. La figure 39 et la figure 40 montrent les
connexions des bobines a I’extérieur des encoches pour une machine triphasée ayant 4 péles et une
encoche par pole et par phase, dans les cas de bobinages a simple couche et dans le cas d’un bobinage
a double couche. Pour le bobinage simple couche, nous constatons que deux bobines au plus se
croisent a I’extérieur de la machine, alors que pour le bobinage double couche ce sont au plus trois
demi-bobines qui se croisent. Cela permet a priori une réduction du volume des tétes de bobine de
25 %.

4.5. Choix et positionnement des capteurs de position.

Le moteur est nécessairement autopiloté pour vérifier la condition de synchronisme nécessaire a la
production d’un couple moyen non nul. L’électronique de commande du moteur doit donc étre
informée a chaque instant des transistors devant conduire, ¢’est-a-dire qu’elle doit savoir dans quelle
séquence élémentaire d’autopilotage I’onduleur se trouve. Pour cela, il faut donc qu’elle détecte la
position 0,5 du rotor par rapport au stator. C’est le role des capteurs de position.

4.5.1. Principe de la détection de position et positionnement des capteurs.
Nous allons montrer qu’en plagant au stator trois capteurs bipolaires détectant la présence d’un pole

, A ) . , L 2.1
nord ou d’un pble sud au rotor et qu’en les décalant exactement d’un angle mécanique de 35’ les
P

signaux donnés par les capteurs permettent de définir les six séquences élémentaires d’autopilotage.
Supposons que chaque capteur donne un signal haut lorsqu’il se trouve en face d’un p6le nord et un

. , N . 2.
signal bas en face d’un p0le sud. Lorsque le rotor tourne, chaque capteur donne alors un signal —
Y
s , i .. . , Y 2.1
périodigue et en créneaux de largeur —. De plus, leurs positions mécaniques étant décalés de 35’ les
p P

. , . S 2.1
signaux donnés par les trois capteurs sont aussi décalés de TR
P

Considérons deux repéres en coordonnées cylindriques :
— le repére (R) lié au stator ; I’axe 65 =0 de ce repére se trouve au centre d’une encoche aller de la

phase 1 ;
— lerepere (R,) lié au rotor ; I’axe 6, =0 de ce repere se trouve au centre d’un aimant nord.

Nous notons 6, I’angle que fait I’axe 6, =0 du rotor avec I’axe 65 =0 du stator. Il vérifie I’équation
horaire suivante :
Ors(t)= Orsy + Q(t)t (75)

ol Q(t) est la vitesse de rotation et Oys, la position initiale (a t =0) du repere (R;) par rapport a (Ry).

La position du premier capteur de positon sur le stator est repérée par sa coordonnée angulaire 6.

dans le repére (Rs). La figure 41 précise la position des repéres (R;) et (R;) et la définition des angles
O et 0.
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capteur n°1

capteur n°2

capteur n°3

figure 41 : définition des reperes (R;) lié au stator et (R,) lié au rotor et de I’angle 0,
caractérisant la position des capteurs de position sur le stator.

Si le rotor tourne a vitesse constante Qg , alors I’évolution des féem induites dans les trois phases et des

signaux donnés par les trois capteurs de position en fonction de I’angle 6, sont conformes aux
courbes de la figure 42.
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code
capteurs

100

i E+GC —0Ors, Ors,
: ; , > Oy
erSO &_i
A e2
C,
/ > Oy
A
Cs %
/ \ > ers
110 010 011 001 101 100

figure 42 : évolution des fém est des signaux donnés par les capteurs en fonction de la position

angulaire du rotor par rapport au stator pour un angle 6c donné?.

Les capteurs de positions donnent donc un code sur 3 bits prenant six valeurs possibles selon les

valeurs de Oy, By,

et O, (cf. tableau 8).

2% Sur cette figure les angles Brs, et B¢ sont tous les deux négatifs et ils vérifient I'inegalite 6 > Oy, .
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tableau 8 : valeurs du code fourni par les trois capteurs de position en fonction de celles de la
position angulaire du rotor 0, et 8. du capteur n°1 par rapport au stator.

Ors _(ec 0Oy, )_6i T 2n K 4n Sn 2n
p 3.p 3.p 3.p 3.p p
Cy 1 0 0 1 1
C, 1 1 0 0
Cs 0 0 1 1 1 0
code capteurs 110 010 011 001 101 100

Pour alimenter la machine par des créneaux de courant dont le fondamental dans chaque phase est
déphasé d’un angle 6;j,. par rapport au fondamental de la fém induite dans la méme phase, il faut

commander les transistors (cf. figure 29) en fonction de I’angle 0, comme indiqué dans le tableau 9.

tableau 9 : courants dans les trois phases et transistors en conduction en fonction de 0,5 et i

Ors —Orsy —Oise T 2.n r 4n Sn 2n
3.p 3.p p 3.p 3.p p
iy I 0 -1 -1 0 I
in 0 I | 0 -1 -1
i3 -1 -1 0 I I 0
transistors en TietTg | ToetTg | ToetTy, | TgetT, | TgetTy | Ty etTy
conduction

Pour que le code fourni par les capteurs de position puisse servir a commander les transistors, il faut
gue les instants de commutation de I’onduleur soient en concordance avec les instants de changement
d’état des signaux donnés par les capteurs. En conséquence, I’angle 6. définissant la position

angulaire du capteur de position n°1 sur le stator doit vérifier la relation suivante :

mod(lj
3.p

Nous avons établi que pour obtenir le couple moyen maximal et des ondulations de couple minimales,

T

0 =0j/e +
c ile 6.0

I’angle 6;,, doit étre nul (cf. 84.2). Alors, le capteur n° 1 doit étre décalé de BL modulo 3i par
P P

rapport a la position 65 =0. Etant donné que I’axe 65 =0 est au milieu d’une encoche, alors le
capteur n° 1 doit étre placé au niveau du milieu d’une dent. Les deux autres capteurs sont

respectivement décalés de % et g—n par rapport au capteur n°1. Donc, si le capteur n°1 se trouve au
. p

niveau du milieu de la dent n® i, le capteur n°® 2 se trouvent au milieu de la dent n° i+2 et le capteur n°
2 se trouvent au milieu de la dent n° i+3, modulo 2.x électrique.
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4.5.2. Choix du type de capteurs.

Plusieurs types de capteurs sont possibles. Citons trois exemples : les capteurs a effet Hall, les
capteurs optiques et les codeurs incrémentaux.
Les trois premiers correspondent directement a ce qui a été décrit au paragraphe précédent. En utilisant
trois de ces capteurs décalés de 120° électriques et correctement positionnés sur le stator, on
commande correctement I’onduleur.
Les capteurs a effet Hall sont certainement les plus simples et les moins colteux a utiliser. lls peuvent
étre :
— bipolaires, c’est-a-dire qu’ils ne peuvent étre que dans deux états logiques selon le signe de
I’induction magnétique qu’ils détectent ;
— linéaires : dans ce cas ils fournissent une tension proportionnelle & I’induction qu’ils détectent.
Les premiers sont plus intéressants que les seconds auxquels il faut associer des comparateurs afin
d’obtenir un signal logique dépendant de la polarité du rotor.
Comme il a été démontré au paragraphe précédent, ils doivent étre placés au milieu d’une dent. En
pratique, on peut réaliser le montage de la figure 43. Sur quelques tbles, on usine une petite encoche
au centre de la dent permettant ensuite de poser le capteur. L’encoche peut étre de taille restreinte car
on trouve des capteurs a effet Hall de tres faibles dimensions. Ainsi le champ n’est pas notablement
affecté par I’augmentation locale de I’entrefer.

capteur
a effet Hall

—

dent

figure 43 : positionnement d’un capteur a effet Hall sur une dent statorique.

Remarquons que, s’il semble plus pratique de placer les capteurs dans une encoche (car il n’est pas
nécessaire d’usiner les toles), on s’expose a deux problémes. Premiérement, si on ne décale pas les
signaux des capteurs par un moyen électronique, le couple moyen est faible avec des ondulations
importantes, car I’angle 6, n’est pas correct. Deuxiemement, lorsque le courant circulant au stator est

important (i.e. lorsque le couple demandé au moteur est élevé), le capteur a effet Hall, au voisinage
des bobinages, détecte le champ de réaction d’induit en méme temps que le champ rotorique, ce qui
peut perturber la détection de position et entrainer des défauts de commande.

Une autre solution est d’utiliser des capteurs optiques a réflexion infrarouge. Le capteur émet un rayon
lumineux dans les fréquences infrarouges qui est réfléchi par une surface en aluminium poli (par
exemple) et absorbé par une surface foncée. Le capteur, qui est bipolaire, fournit un signal logique bas
face a une surface réfléchissante et haut sinon. Nous pouvons utiliser ce type de capteur pour détecter
la polarité du rotor. Pour cela, on place un masque solidaire du rotor et constitué de portions
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réfléchissantes en face d’un aimant Nord et de portions non réfléchissantes en face d’un aimant sud.
Les capteurs optiques doivent alors étre solidaires du stator et placés conformément a la relation 76,
afin de fournir des signaux logiques permettant de commander correctement I’onduleur. 1l peut étre
intéressant de réaliser un systeme ou I’on a la possibilité de régler I’angle 0. Cela permet notamment
de déterminer expérimentalement I’angle 6. optimal fournissant le couple moyen maximal pour des
ampéres-tours donnés ou encore d’observer I’influence de 0 sur les ondulations de couple.

La derniére solution que nous envisageons correspond aux codeurs incrémentaux. lls permettent de
connaitre plus précisément I’angle O, que les trois autres. Si le codeur posséde Nyeg bits, la

précision obtenue sur la détection de 6,5 vaut

. Cependant, dans notre cas, cette précision n’est
2Nres

pas vraiment utile, puisqu’il faut seulement détecter des plages de largeur angulaire BL En fait, cela
P

compligue méme I’électronique de commande, dans la mesure ou il faut ajouter un systéme
reconstituant les séquences du tableau 8 a partir des Nygg Signaux donnés par le codeur.

En conclusion, nous retiendrons que la solution la plus industrielle (i.e. la plus pratique et la plus
économique) correspond aux capteurs a effet Hall. Cependant, il faut d’une part soigner leurs
positionnements et d’autre part les protéger dans la mesure ou il est difficile de les remplacer lorsque
le moteur est assemblé.

4.6. Conception générale de I’onduleur.

L’objet de ce paragraphe n’est pas d’entrer dans les détails technologiques de la réalisation du
convertisseur statique, mais plutét d’éclairer certains choix liés au fonctionnement de I’ensemble
convertisseur-machine. Nous allons aborder les deux problémes suivant :

— le choix de la fréquence de modulation de largeur d’impulsion (ML) ;
— le choix des interrupteurs de puissance.

4.6.1. Choix de la fréquence de MLI.

L’onduleur est alimenté par une source de tension. Pour que le plateau des créneaux de courant
dans une phase du moteur reste sensiblement constant, il faut réguler le courant. On utilise pour cela le
principe de la modulation de largeur d’impulsion. Nous allons décrire ce principe et calculer
I’ondulation de courant résultante.

Pour cela, nous modélisons chaque phase du moteur par sa force électromotrice e, sa résistance R,
son inductance propre Lp etses mutuelles avec les deux autres phases M (cf. figure 44). La tension

simple v aux bornes de la phase n° j vaut donc :

VSV
dt

Vie{l23), vj(t)=ej(t)+Rpn.ij(t)+Lp.—" m o
Les phases du moteur sont couplées en étoile donc :
i (t)+ip(t)+i3(t)=0>Vje {123}, ij(t)=—lix(t)+ij(t)] k=jetls]

En introduisant I’inductance cyclique d’une phase L. = Lp —2.M, nous obtenons :

k=jetl=]j

d|J

vie{l23), vj(t)=e(t)+Rppdj(t)+Le.— "
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i1
A
ui2
i
A
uz3
uzq .
v I3

figure 44 : modele du moteur pour le calcul de I’ondulation de courant provoqué par la MLI.

1 e 1-rc
fmL fmLI fmLI
commande de T, 5 <> AN
H H H H H T > t
| n |
commande de T 3.p.0 |
>

figure 45 : chronogrammes des signaux de commande des transistors T, et T lorsqu’ils
conduisent.
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Plagons-nous en régime permanent ; le rotor tourne & vitesse constante . De plus, considérons la
il(t) =0

séquence élémentaire d’autopilotage ou iz(t)z +1 (cf. figure 30). Dans ce cas, ce sont les transistors
i3(t) =—I

T, et Tg qui conduisent (cf. tableau 9). Si la largeur angulaire des aimants est suffisante (cf. figure

31), les fém eq et eo sont constantes et valent respectivement E et — E durant toute la séquence.

La régulation du courant par MLI correspond a un découpage a haute fréquence d’un des deux
transistors conduisant le courant. Par exemple supposons que I’on applique la MLI aux transistors du
haut de I’onduleur, soit Ty, T, et T3. Durant la séquence d’autopilotage que nous considérons ici, les

signaux logiques de commande du transistor Ty et Tg sont donc conformes aux chronogrammes de la

figure 45. Notons que ce découpage n’a de sens que si on découpe au moins une dizaine de fois le
signal par sixieme de période électrique, lorsque la période électrique est la plus faible, ¢’est-a-dire
lorsque la vitesse de rotation est la plus élevée. Cela implique la relation approximative suivante :

fMLl > 10.(6.[}.&} (80)
2.1

Le systéme est donc équivalent au schéma électrique de la figure 46. On note i(t)=i,(t)=—i3(t) le

courant commun aux phases 2 et 3. Lorsque T, conduit, la tension uo3 est égale a la tension de la

batterie Upgt et lorsque T ne conduit pas, c’est la diode Dg qui assure la continuité du courant dans

la seconde phase et la tension uy3 est nulle.

ey, =+E
o =i Le

uz3

i3=—i R Le -

figure 46 : schéma équivalent du moteur pendant la séquence d’autopilotage ot T, et T,
conduisent.

En notant t = %z L, e courant i(t) vérifie donc I’équation différentielle suivante :
ph-tc

di 1. E u»nalt —%  sj T, conduit
IR < el (81)
dt = L 2L¢

0 si Ty ne conduit pas

En régime permanent, i(t) correspond a des portions d’exponentielles alternativement croissantes ou
décroissantes (cf. figure 47). Notons Iynay €t Imin les valeurs maximale et minimale du courant i(t).
En résolvant I’équation différentielle 81, nous obtenons I’expression de I’intensité du courant i(t) :

114



Choix de la structure de moteur-roue

- -1 -
UbaltR 2.E e %+UbatT2'E si Tp conduit

)= 1in -

(5] (62)
. E) -\ mu E . .
i(t)= (I j.e To-g SiTane conduit pas

+ J—
max
R

uzs(t) ,
Upat

UG-

ol 1

fmur v

figure 47 : chronogrammes de a tension uy; et du courant i.

Définissons AlpL| = Imax — Imin ’Ondulation de courant due a la MLI. En effectuant le calcul, on

obtient I’expression de Alpj en fonctionde t, fppy, ey Upat, E€tR:

_rc/ _(-re) _}/
e /ML o ML _g /TTMLI _1 Upy

AlpmLy = : (83)
e_%-fMLI 1 2R

Si la période Ty =fL de la MLI est petite devant la constante de temps t, les portions
MLI

d’exponentielles peuvent étre assimilées a des segments de droite et nous obtenons une expression

plus simple de Alp | en effectuant un développement limité de e%'fML' au second ordre :
re-(L—r¢ ) Upat (84)
2.Lc.fmL

Nous observons que les ondulations du plateau de courant provoquées par la MLI dépendent du
rapport cyclique r¢ .

Alpmer =
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Par ailleurs, si nous calculons la valeur moyenne | de I’intensité du courant i(t), nous obtenons :

- ﬂ(t - fe:Ubat ~2E (85)
La relation 85 montre que le rapport cyclique dépend de I’amplitude de la force électromotrice E et du
courant moyen |. C’est-a-dire que le rapport cyclique est fixé par la vitesse de rotation de la machine
et du couple qu’on lui demande de fournir. Pour un point de fonctionnement donné correspondant a un
rapport cyclique, il existe donc une ondulation Aly, | sur laquelle on ne peut agir (car r; n’est pas

libre). Cette ondulation est maximale lorsque le rapport cyclique vaut 0,5 et elle vaut alors :

Uhpat
AlMLImax = 8LcfmLl i

La relation 86 met en évidence que pour un moteur et une batterie donnés (i.e. Upgt et L fixés),
I’ondulation du plateau de courant est d’autant plus faible que la fréquence de découpage est plus
élevée.

Ces ondulations sont génantes car elles peuvent provoquer :

— des ondulations de couples et par suite des vibrations® ;

— des pertes fer supplémentaires causées par des variations du champ de réaction d’induit.

Il convient donc de travailler & la fréquence de découpage fp | la plus élevée possible pour limiter
ces problémes et ce d’autant plus que I’inductance cyclique des moteurs synchrone a aimants est
généralement faible. Par ailleurs, la limite des fréquences audibles par I’lhomme est de 20 kHz. Nous
avons donc intérét a choisir f)_| au-dela de cette limite pour éviter des sifflements désagréables qui
nuiraient a I’aspect écologique du moteur-roue.

Mais, si I’augmentation de la fréquence de découpage présente des avantages indéniables, il convient
de signaler qu’elle possede au moins deux limites.

Premierement, il ne faut pas dépasser les limites de commutation du transistor utilisé. En effet, celui-ci
possede des temps de fermeture et d’ouverture minimaux ton . et toff . (cf. tableau 10).

tableau 10 : temps de commutation limites des transistors IGBT et MOS

type de transistor IGBT MOS
Lon min 0,9 ps 0,1 ps
Loff min 1,5 ps 0,3 us

Si la période de MLI devient du méme ordre que ces temps limites de commutation, I’onduleur ne
fonctionne plus correctement. Si on admet que la période de découpage ne doit pas étre inférieure
environ a 20 fois le plus grand des deux temps de commutation minimaux, alors fpg| doit étre

inférieure a quelques dizaines de kiloHertz pour des transistors IGBT et a quelques centaines de kHz
pour des transistors MOS.

Deuxiémement, les pertes par commutation dans les interrupteurs de puissance augmentent avec leur
fréquence de commutation. Il est difficile d’évaluer correctement ces pertes qui dépendent fortement
de la charge de I’onduleur et aussi de I’éventuelle adjonction de circuits d’aide a la commutation

% Sj I'inertie des parties tournantes du moteur n’est pas trop faible et si I’ondulation de courant n’est pas trop
élevée, ces vibrations a fréquence élevée peuvent étre naturellement filtrées par inertie.
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(CALC). Nous retiendrons cependant qu’il conviendra de limiter fpq | Si on ne veut pas sur-
dimensionner excessivement les transistors et détériorer le rendement du convertisseur.

4.6.2. Choix des interrupteurs de puissance.

Etant donné le fonctionnement du convertisseur, les interrupteurs de puissances doivent pouvoir
étre commandés a I’ouverture et a la fermeture. Il existe actuellement quatre composants possibles :
— le GTO (gate turn off) ;
— le transistor bipolaire ;
— le transistor IGBT (transistor bipolaire a grille isolée) ;
— le transistor MOS (metal oxyde semiconductor).
La figure 48 extraite de [48] présente les domaines d’application des différents semi-conducteurs en
1997 en fonction de la puissance mise en jeu et de la fréquence de commutation®,

P {kVA)

10°

THYRISTOR

10*

1':2'3

102

1

10

10‘1

f (kHz)

1.0 1 =2

167 10" 10 102 104

10* 10% 10

figure 48 : domaines d’application des semi-conducteurs en 1997.

Les deux premiers composants ne sont pas adaptés, car ils sont tous les deux lents. La fréquence de
travail du GTO est limitée a 2 kHz et celle du transistor bipolaire a 5 kHz. De plus le GTO nécessite la
mise en ceuvre de circuits de commande complexes et colteux. Le transistor bipolaire est limité par la
commande en courant de sa base, sa petite aire de sécurité a la commutation et son emballement
thermique.

Il reste donc le transistor IGBT et le transistor MOS. lls possedent tous les deux des fréquences de
travail compatibles avec notre application. Le critére de choix se reportera donc essentiellement sur la
gamme de puissance concernée. Le transistor IGBT correspond plutdt & des puissances supérieures au
kilowatt alors que le transistor MOS plut6t a des puissances de quelques centaines de watts.

Un autre critére concerne les pertes par conduction. Le transistor MOS en conduction est équivalent a
une résistance rys ~ environ constante avec le courant. Cette résistance augmentant avec le seuil de

tension du transistor, le MOS reste essentiellement cantonné aux applications faibles tensions (< 500
V) et faible courant (< 100 A). En revanche, le transistor IGBT en conduction posséde une chute de

1 On exclut les nouveaux interrupteurs (MCT, SITH,...) qui n’ont pas encore la maturité requise a une
application industrielle.
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tension constante Vg, a ses bornes. Il conduit donc a un meilleur rendement de I’alimentation aux

tensions élevées. Les seuils de tension et de courant actuels sont de I’ordre de 3000 V et 800 A.
L’ensemble de ces remarques permettent de conclure que nous utiliserons le transistor MOS pour les
applications faible puissance et faible tension comme les vélos ou les scooters, alors que nous
utiliserons les transistors IGBT pour les applications de forte puissance (ou la tension de batterie est en
général plus élevée) comme les voitures ou les bus.

5. Conclusion.

Dans ce chapitre, nous avons étudié plusieurs systemes convertisseur statique — machine électrique
pouvant s’intégrer dans la roue d’un véhicule. Les contraintes de couple, de rendement, de
refroidissement mais aussi de fiabilité et de colt nous ont amené a choisir le moteur synchrone a
aimant alimenté par un onduleur de tension produisant des créneaux de courant.

Concernant le moteur, en décrivant son principe de fonctionnement, nous avons montré que :

— il faut choisir des aimants suffisamment large et un déphasage nul entre le fondamental de la fém
et du courant d’une méme phase (ce qui implique un positionnement particulier des capteurs de
position) afin d’obtenir un couple maximal avec des ondulations minimales ;

— il faut soit décaler plusieurs rangées d’aimants, soit incliner les toles du stator pour supprimer les
effets de réluctance ;

— le bobinage doit étre a pas diamétral et en demi-section.

Concernant I’onduleur, nous avons établi que :

— il faut choisir une fréquence de découpage satisfaisant au compromis suivant: obtenir des
ondulations de courant faibles sans créer de pertes par commutation trop importantes ;

— les interrupteurs de puissance sont préférentiellement des transistors MOS pour les faibles
puissances et des transistors IGBT pour les fortes puissances.
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MODELISATION ANALYTIQUE ET

NUMERIQUE D’UN MOTEUR-ROUE

SYNCHRONE SANS BALAIS A FEM

TRAPEZOIDALE ET A STRUCTURE
INVERSEE

Dans la partie, précédente, nous avons montré que le moteur synchrone sans balais est bien adapté a la
réalisation d’un moteur-roue. Pour dimensionner ce systéme, nous allons utiliser la méthodologie
décrite au chapitre 2. Pour cela, nous établissons donc un modeéle analytique et un modéle numérique
du moteur et de son alimentation. Nous scindons I’analyse en quatre temps. Dans le chapitre 4, nous
détaillons I’ensemble des équations décrivant la structure géométrique et physique de la structure.
Puis, nous nous intéressons aux équations traduisant le fonctionnement du systéme : il s’agit d’abord
des équations magnétiques dans le chapitre 5, puis des équations électromécaniques dans le chapitre 6
et enfin des équations thermiques dans le chapitre 7.






Chapitre 4. Equations décrivant la
structure geométrigue et physique d’un
moteur-roue synchrone sans balais, a force
electromotrice trapezoidale alimenté par
des créneaux de courant.

1. Introduction.

propriétés physiques du moteur. Pour la structure géométrique, il s’agit entre autres des

équations reliant les différents paramétres géométriques du moteur ou encore des expressions
des masses des composantes du systeme. Les équations physiques correspondent a toutes les
propriétés physiques utiles des matériaux utilisés dans le systeme. Toutes ces équations sont
analytiques et aucune ne dépend du fonctionnement du systeme.

DANS ce chapitre, nous développons les équations décrivant la structure géométrique et les

2. Equations décrivant la structure géométrique du systeme.

On se limite ici a la description de la géométrie des parties électromagnétiques du moteur. Les
autres parties non actives n’influent guére les performances motrices du moteur-roue et elles ne sont
pas du ressort du génie électrique. De méme, nous laissons arbitrairement de c6té la description
géométrique du convertisseur. En effet, le convertisseur est concu a partir d’éléments de base déja
existant et dont la diversité exclut une approche générique. Pour ce qui est de la source d’énergie
primaire en amont du convertisseur, on se limite a des batteries dont on calcule la masse et le volume,
a partir de leur énergie spécifique et leur puissance spécifique ; nous les comparons a la puissance et a
I’énergie embarquées nécessaires pour obtenir les performances et I’autonomie désirées.

2.1. Définition géomeétrigque du moteur.

La figure 49 montre une coupe transversale du moteur restreinte a un pdle et la figure 50 montre le
détail d’une dent statorique. La plupart des parametres géométriques sont représentés sur ces deux
figures.
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2.1.1. Définition du rotor.

Le rotor est une culasse cylindrique en acier ferromagnetique de rayon extérieur Reyt, de rayon
intérieur R, et d’épaisseur h¢y. Nous avons donc la relation :

Rt =Rext —her (87)
En notant mv o la masse volumique du rotor et Ig, la longueur de fer (i.e. des parties actives) du
moteur, la masse du rotor vaut alors :

2 2
Mot = mVrot-TC-(Rext -Ry )Ifer (88)

2.1.2. Définition des aimants.

Les 2.p aimants®, collés sur la surface intérieure du stator, ont la forme de tuiles de diamétre
extérieur R, de diametre intérieur R, d’épaisseur h, et d’ouverture angulaire 6, . On note oy

, . y . . I8 Lo
I’ouverture angulaire de I’aimant relative a un pas polaire Tp =— . Nous pouvons alors écrire les deux
p

relations suivantes :

oy =22 (90)
Tp

En notant mv,jy, la masse volumique des aimants, la masse totale des aimants vaut alors :
- . R.2_R.2|| 91
Majm = MVajm-Og.T.\R¢ a Mfer (91)

2.1.3. Définition du stator.

Le stator est formé de tdles ferromagnétiques isolées et empilées®. Les rayons extérieur et intérieur
de la tole sont respectivement notés Rg et Rint. On suppose que la dent est droite, c’est-a-dire que sa

largeur reste constante sur toute sa hauteur (hors isthme). La dent est alors définie par sa largeur hors
isthme |y et sa hauteur du bas de I’encoche au pied de I’isthme hy et I’isthme de la dent est défini par

sa largeur ljg et sa hauteur hjg. L’épaisseur de la culasse statorique est notée h.q. Nous avons donc

la relation suivante :

Rint =Rs —his —hq —hcs (92)
Le nombre de dents au stator peut étre calculé a partir du nombre de phases m (toujours égal a 3 dans

notre cas), du nombre d’encoches par pdle et par phase q (toujours égal a 1 dans notre cas) et de p par
la formule suivante :

Ng =2.m.q.p (93)

52 p est le nombre de paires de pbles de la machine.
%3 es toles sont soit collées, soit serrées.
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

Si on introduit k¢, le coefficient de foisonnement des tbles et mvgigt , 1a masse volumique des toles,

les masse des dents mgent, de la culasse statorique mgystat €t du stator complet mgigt Vvalent
respectivement :

Mdent = Nd-MVstat Ke fer-(hg Ig +his.(Ig +2.1is)) (94)
2 2

Mcustat = mVstat-kf-Tf-((Rint +Nes)” —Rint )Ifer (99)

Mstat = Mdent + Mcustat (96)

figure 49 : coupe transversale d’un moteur synchrone a aimants montés en surface et a rotor
extérieur

figure 50 : détail d’une dent de la tble statorique
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2.1.4. Définition du bobinage.

Comme nous I’avons dit au chapitre 3, le bobinage du moteur est a fils ronds, a pas diamétral et
réalisé en demi-section pour réduire les longueurs des tétes de bobines. Nous allons évaluer la
longueur d’une spire pour calculer la masse du bobinage.

Chaque spire peut étre décomposée en deux parties : deux conducteurs actifs dans I’encoche et deux
raccords extérieurs a I’encoche qui forment les tétes de bobines.
La longueur de la partie active lgpact est facile a calculer. En Iabsence d’inclinaison des encoches,

elle est égale a la longueur de fer et si les encoches sont inclinées d’un angle 6;, elle vaut :

Ifer
cos(6;)

Ispalct = 97)
La longueur des tétes de bobines est beaucoup plus difficile a apprécier. Elle dépend du type de
bobinage, du type de fil utilisé et aussi grandement du savoir-faire du bobineur. Nous proposons une
formule qui semble convenir dans la mesure ou elle a été vérifiée expérimentalement sur plusieurs
prototypes.

La longueur des tétes de bobines est décomposée en deux parties : la premiére correspond au fil reliant

les deux encoches dans un plan paralléle aux tdles du stator et la deuxiéme correspond a la partie
tournante du fil reliant deux fois (au niveau de I’encoche aller et au niveau de I’encoche retour) ce plan

a la partie active de la spire.

La longueur |sptb1 de la premiére partie vaut approximativement la distance entre le centre de la

partie basse de I’encoche et le centre de la partie haute de I’encoche, soit :

hy 2 3.hg 2 hy 3.hg o

(98)
Nous considérons que la longueur lgpy,, de la deuxieme partie vaut deux fois la largeur moyenne

d’une encoche, car il y a toujours deux bobines I’une sur I’autre au niveau des tétes de bobines. Nous
obtenons la formule suivante :

T h
lsptb, = 2-{%-(Rint +Nes +7d)_ |d} (99)

La longueur totale d’une téte de bobines Igpy, vaut donc :

Ispto =Ispthy + 2-Isptbs (100)

Nous en déduisons la longueur |sp d’une spire :

Isp = 2.(Ispact +Isptb) (101)
Nous définissons aussi le rapport ky, permettant d’apprécier I’importance relative des tétes de bobine

par rapport au cuivre actif :

2.1
Kip = — 2 (102)

lsp

Comme chaque bobine est constituée de ng spires en série par encoche, la longueur d’une bobine
vaut :
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

Ihob =Ns-lsp (103)
Par ailleurs, chaque conducteur d’une spire est lui-méme réalisé a partir de ng fils de cuivre
associées en paralléles®. Ces fils ont un diamétre de cuivre dg et sont entourés d’un isolant

d’épaisseur ej.., . La section d’un conducteur S vaut donc :
il CUcond

2
0¥
Scugyng = Nl 4{” (104)

Et la section totale de cuivre par encoche vaut :

Nous en déduisons le taux de remplissage de I’encoche :
ng.S
Tre = > Cu""rr‘ldd (106)
Rs—hjg——|—Iq |h
(p.q.m( s s ™, j dj d
Notons que la surface totale d’isolant de cuivre dans une encoche vaut :
2
TT. (df” +€j.. )2 —dfi|
Sigy = Nfil- ( 2' ) (107)

Cette surface sera utile ultérieurement pour la modélisation thermique du moteur.
De plus, chaque phase est composée de p.q bobines couplées en paralléle ou en série. En notant mvy,

la masse volumique du cuivre, la masse totale de cuivre m¢, vaut alors :

Mey = M.P.0lpob-Scug,e -MVeu (108)

2.1.5. Masse totale des parties actives du moteur.

Dans le premier chapitre de ce mémoire, nous avons clairement montré I’importance de ce
parameétre sur les performances générales du véhicule. Il s’exprime simplement en fonction des masses
des différentes parties :

Mmot et = Mrot + Maim + Mstat + Mcy (109)

2.1.6. Définition géométrique de la batterie.

Nous allons nous limiter ici a un calcul de volume et de masse.
Notons Enjpat I’énergie motrice a embarquer pour que le véhicule soit autonome sur un ensemble de
trajets donnés. Cette énergie peut étre évaluée simplement par le calcul suivant :

. Pmot (t
ENjpat = j Pmot(t) g (110)

- n(Y)
trajet

ol Pmot(t) est la puissance motrice totale nécessaire a I’avancement du véhicule avec les
performances souhaitées a I’instant du trajet t et n(t) le rendement pour ce fonctionnement. On voit

3 Chaque conducteur peut étre formé de plusieurs fils en paralléle, sachant que I’on doit retrouver la section
totale du conducteur avec des sections de fil normalisées ; on notera que I'utilisation de fils fins permet
d’améliorer le remplissage de I’encoche et facilite la réalisation du bobinage car il est plus malléable.

125



Chapitre 4

gue cette énergie sera d’autant plus importante que le trajet et les performances seront plus
contraignants mais aussi que le rendement du moteur sera faible.

Pmot (t)

n(t)

Pour un type de batterie donné, caractérisé par les puissances massique et volumique Pmbat et P\,bat

Notons Ppat = max[ } la puissance maximale que doit pouvoir débiter la batterie.
max
trajet

et les énergies massique et volumique Ep, et Ey  , la masse de la batterie mpy; et son volume

Vpat (donc son encombrement) se calculent a I’aide les deux relations suivantes :

i P
E P
Mpat Mpat
i P
Vpat = max{ ENjbat , bat max } (112)
P
Vhat Vbat

3. Equations décrivant les propriétés physiques des composants du systeme.

Ce groupe rassemble les équations décrivant les propriétés physiques des matériaux (aimants,
cuivre et matériaux magnétiques) qui influencent quantitativement le fonctionnement du systéme.

3.1. Caractéristique thermique de la résistivité du cuivre.

En notant pgy la résistivité du cuivre a la température Tg, et pgyq la résistivité du cuivre a la

température Ty, on a la relation classique suivante :

peu(Teu) = Pcu, -[1"‘ Ocy -(Tcu —Tey, )J (113)

3.2. Caractéristique magnétique de I’aimant.

D’un point de vue macroscopique, I’état magnétique d’un aimant est décrit par trois vecteurs [49] :
— I’induction magnétique B ;
— le champ magnétique H ;
— l’aimantation M.
Ces trois vecteurs sont reliés par la relation vectorielle suivante :

B =ug.(H+M(H)) (114)
L’aimantation d’un aimant est la résultante d’une aimantation résiduelle M, =—L et d’une
1o
aimantation induite par un champ extérieur Mj = xm(H).H ol xn, est la susceptibilité magnétique
du matériau (qui dépend du champ appliqué). Par conséquent, on peut écrire la relation suivante :

B:uo{H +E—(r)JrXrn(H).HJ=u0.(1+Xm(H)).H+|3r (115)

Soit encore, en introduisant la perméabilité relative de I’aimant p,(H) =1+ xyn(H) :

B=pug.ur(H).H+B, (116)
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

Si on applique a un aimant un champ extérieur H variable et ayant la méme direction que
I’aimantation (c’est-a-dire la direction de I’axe de facile aimantation), on obtient alors des
caractéristiques M(H) et B(H) semblables a celles représentées sur les figures 51 et 52.

Dans les machines électriques, la partie utile de la caractéristique B(H) des aimants se trouve dans le
guart de plan H<0 et B>0. On parle de caractéristique de démagnétisation dans la mesure ou on
applique un champ extérieur qui tend a s’opposer a I’aimantation résiduelle de I’aimant.

Si le champ démagnétisant dépasse le champ de rigidité limite Hjy, I’aimant subit alors une
démagnétisation irréversible : en amenant le champ a une valeur inférieure & Hy, on revient sur un
cycle d’hystérésis mineur, ce qui équivaut a une diminution de I’induction rémanente. Ce phénoméne
est trés important dans les machines électriques, car une démagnétisation irréversible de I’aimant,
méme partielle, implique une diminution de I’induction dans I’entrefer de la machine et par
conséquent une dégradation irrémédiable® de ses performances (couple et rendement). 1l faut donc
toujours protéger les aimants d’une machine électrique de champs démagnétisants trop importants. On
peut définir empiriquement Hy comme le champ extérieur appliqué & I’aimant tel que son
aimantation soit de 10% inférieure a son aimantation rémanente.

En ce qui concerne les aimants frittés a base de terres rares [50] tels que les Néodyme-Fer-Bore (Nd-
Fe-B) [51] et les Samarium-Cobalt (Sm-Co) ou a base de ferrites (les aimants actuellement les plus
utilisés dans les machines électriques), la caractéristique de démagnétisation peut étre assimilée a une
droite de pente po.ur, % et d’ordonnée a I’origine Br, - Les coefficients et Bp sont

respectivement la perméabilité relative et I’induction rémanente de I’aimant. On supposera que cette
hypothese reste valable tant que le champ dans I’aimant reste inferieur a Hy .

Mg :aimantation a saturation
M, :aimantation rémanente

Hé\" : champcoercitif intinseque
Hy :champde rigiditélimite

figure 51 : courbe caractéristique de I’aimantation d’un aimant permanent en fonction du
champ qui lui est applique.

% sauf si I’on magnétise a nouveau les aimants. Mais cette opération n’est pas aisée, surtout si les aimants sont
frittés ; il faudrait alors prévoir un enroulement de magnétisation.
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/ v //
/ B, : aimantation rémanente

HE : champ coercitif d'induction

figure 52 : courbe caractéristique de I’induction d’un aimant permanent en fonction du champ
qui lui est appliqué.

figure 53 : irréversibilité de I’action d’un champ magnétique sur I’aimantation d’un aimant
entrainant sa désaimantation.

Par ailleurs, I’induction rémanente et le champ coercitif intrinséque dépendent tous les deux de la

température dans le matériau. Cette influence est quantifiée a I’aide des deux facteurs AB; et AH'CVI
représentant les variations de I’induction rémanente et du champ coercitif intrinseque lorsque la
température s’éléve de 1 K. De plus, au-dela de la température de Curie, I’aimant perd ses propriétés
ferromagnétiques.

Le tableau 11 fixe les ordres de grandeur des caractéristiques physiques des principaux aimants frittés
utilisés dans les machines électriques [52].

En conclusion, on retiendra I’équation suivante liant I’induction magnétique de I’aimant By au champ

magnétique appliqué Hy et a sa température Tj :

Ba(Ha Ta)=Br, (Ta)+nodr, .Ha avec Br, =Bry, [i-aB (Ta - Ty, )| (117)

% Cela revient a supposer que la susceptibilité magnétique de I’aimant ne dépend pas du champ appliqué, donc

que py, est constant.
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

ou BIrao est I’induction rémanente de I’aimant a la température Ty, - Cette équation permet de

caractériser le comportement magnétique et thermigque des aimants permanents. Nous supposons en
outre que la perméabilité relative des aimants est constante dans la plage de température considérée.
On limitera la validité de cette équation a des champs inférieurs au champ de rigidité limite pour la
température maximale de fonctionnement, ce qui correspond a la limite minimale de réversibilité de la
caractéristiqgue magnétique de I’aimant pour la plage totale de fonctionnement.

tableau 11 : grandeurs caractéristiques comparées de quelques aimants frittés.

Ferrites Nd-Fe-B Sm-Co
Induction rémanente a 20°C 0,2a0,4 0,8a1.2 05a1,0
Br, (T)
Perméabilité relative 1,05a1,10 1,05a1,3 1,03a11
Hry
Champ coercitif intrinseque a 150 a 300 1000 a 2000 500 a 1500
20°C
HM (kA.m_l)
Energie spécifique 10440 100 & 300 50 & 250
ki.m™3
Température de Curie 450 300 a 325 450 a 1500
TCua (°C)
Température maximale de 250 150 4 180 200 a 250
fonctionnement
(°C)
Conductivité électrique ~10° 1’4.106 a 1,6.106 0,5_106 3 0,9.106
O3 (Q.m)
Coefficient de température pour -0,2 -0,07 a-0,16 -0,005 a -0,07
I’induction rémanente
AB, (%.K‘l)
Coefficient de température pour +0,22 20,42 -0,35a-0,9 -0,25
le champ coercitif intrinséque
ARM (%.K_l)
Masse volumique 5 72a75 8,2a8,5
MVaim (Q-Cm_3)

3.3. Caractéristiques magnétiques du stator et du rotor.

Le stator et le rotor sont constitués de matériaux ferromagnétiques doux, a la différence des aimants
qui sont des matériaux ferromagnétiques durs. Leurs caractéristiques magnétiques vérifient la méme
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équation 114 que les aimants, mais leur induction rémanente est faible et leur perméabilité relative est
élevée (de 100 a 10000 selon le matériau).

Du fait de la faible rémanence, le cycle d’hystérésis des matériaux doux est étroit et on peut assimiler
leur caractéristique magnétique a leur courbe de premiére aimantation (cf. figure 54). On supposera
gue le matériau est isotrope et que, de plus, la courbe de premiéere aimantation est indépendante de la
température dans la zone de fonctionnement considérée (-20°C a +180°C).

Les courbes de premiére aimantation des t6les sont données par les constructeurs et on peut obtenir
celles concernant les matériaux non feuilletés dans des bases de données. Nous donnons sur la figure
55 les courbes B(H) de différents matériaux magnétiques (tdles statoriques et aciers rotoriques) utilises
pour la réalisation de prototypes de moteurs-roues. Sur cette figure, les symboles correspondent a des
points de mesures donnés par les constructeurs et le trait continu a I’interpolation de la caractéristique.
Sur la figure 55, nous avons présenté des tdles classiques utilisant un alliage de fer et de silicium (les
toles fabriquées par la société Ugine) et des tdles utilisant un alliage de fer et de cobalt (les tbles
fabriquées par la société Imphy). Les tbles fer-silicium présentent I’avantage d’étre bon marché
(quelques dizaines de francs par kilogramme). Nous avons représenté les nuances Fev 250 35 HA et
470 P 50. La premiére présente des pertes électromagnétiques faibles mais leur perméabilité et leur
induction a saturation sont limitées. En revanche, la seconde a des pertes électromagnétiques plus
élevées mais une perméabilité et une induction a saturation améliorées, ce qui autorise des niveaux
d’induction plus importants dans I’entrefer des machines ; par conséquent, on diminue les pertes par
effet Joule pour un couple donné. Les tbles fer-cobalt présentent de grandes qualités tant au niveau de
I’induction a saturation (>2 T) que des pertes électromagnétiques. Ces tdles sont donc parfaitement

adaptées a I’obtention de faibles pertes massiques. L’inconvénient est leur co(t qui est environ dix ou
quinze fois plus élevé que celles utilisant I’alliage fer-silicium. Donc le choix des téles dépendra
finalement d’un compromis technico-commercial qui n’est pas de notre ressort.
Pour pouvoir utiliser les caractéristiques B(H) des matériaux magnétiques dans un modele analytique,
il faut les mettre sous la forme d’équations mathématiques, c’est-a-dire interpoler les caractéristiques
réelles. Nous proposons ici deux solutions. Dans les deux cas, on utilise N points de mesure fournis
par les constructeurs®’.
La premiére solution consiste a réaliser une interpolation linéaire par morceaux de la courbe réelle a
partir des N points de référence. Ainsi, I’équation de la caractéristique magnétique est la suivante :
Bis1 —Bi)}H +Bi.Hi. —Bi,1Hj

Hit —Hi

Viefl,..,N-1}siH e[H;,H.] B(H)z( (118)
La seconde solution consiste & trouver une équation explicite et unique comportant M paramétres
inconnus a ajuster pour obtenir une équation interpolée la plus proche possible de la courbe réelle. Les
M parameétres p; peuvent étre déterminés par exemple en utilisant la méthode des moindres carrés. On

opt

cherche les M valeurs P de pj qui rendent minimale la fonction a M variables

- |Binterp(Hi,P11---:pN)— Bi| : : N —
Z| 5 | Citons I’exemple suivant d’équation mathématique :
i

i=1

37 Si le constructeur fournit seulement des courbes, il faut commencer par extraire N points significatifs de la
caractéristique B(H) réelle.
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2
Hf +1—4/(Hf +1)°-4.Hf.(1-a -1
f \/( £ +1) LG H¢ =u0.H.uro

B(H)=pg.H+ Mq.
(H)=po.H+M; 2.(1-a) My

ou Mg est I’aimantation a saturation, Hry la perméabilité relative a I’origine et a un coefficient de

réglage a déterminer.

La premiére méthode présente I’avantage d’obtenir facilement et rapidement I’équation mathématique
de la courbe B(H) contrairement & la seconde ou il faut mettre en ceuvre un algorithme permettant
I’identification des parametres. En revanche, une fois ces parameétres déterminés, la seconde méthode
permet de disposer d’une équation unique dont la forme ne dépend pas de la valeur de B ou H. Cela
peut s’avérer utile, notamment s’il faut calculer I’intégrale de la fonction B(H). En outre, dans les deux
cas, la précision sera d’autant meilleure que I’on dispose d’un grand nombre de points de mesure.

Un autre probléme peut provenir de I’utilisation du théoréme d’Ampere. En effet, cela implique de
posséder de maniére explicite a la fois la fonction B(H) mais aussi la fonction H(B) et éventuellement
son intégrale. Dans ce cas, la fonction B(H) doit étre inversible analytiquement et la fonction H(B)
doit étre intégrable, de maniére a réduire au maximum la manipulation de fonctions implicites qui ne
peuvent étre traitées que numériquement. Cette condition restreint la forme de la fonction explicite
B(H) pouvant étre utilisée. Par exemple, la fonction donnée par I’égquation 119 n’est pas inversible
explicitement. En revanche, la fonction de I’équation 118 est facilement inversible ; la fonction H(B)
est alors la suivante :

Vie{l,..,N-1}siBe[Bj,Bj,1 ] H(B)= (Hisy —Hi)B+H;Biyy — Hiny By
Bi+1-Bi

Pour éviter le probléme de la forme inversible, nous pouvons directement chercher une équation de la

caractéristique H(B). L’équation suivante en est un exemple :

(B—kp, Ja
3 ~

e Bkhﬁ A

1+e(§‘kh3)kh4 | m

H(B)= khl.ékhz +kh5'

ou B est la valeur réduite de I’induction B ramenée a un tesla.
Les coefficients kp, sont a déterminer pour chaque matériau magnétique. Dans la suite de ce

mémoire, nous avons utilisé cette équation. Le tableau 12 donne les valeurs numériques des
coefficients khi déterminés par la méthode des moindres carrés pour chacun des matériaux dont la

caractéristique B(H) est représentée sur la figure 55.

La figure 55 montre que I’équation 121 permet d’interpoler correctement la caractéristique B(H) des
matériaux magnétiques que nous utilisons. Elle présente néanmoins I’inconvénient de ne pas étre
intégrable. Par conséquent, pour calculer la circulation du champ magnétique sur un contour donné,
nous calculerons les intégrales avec I’approximation des trapézes.
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Cycle d’hystérésis majeur

Courbe de premiére
aimantation

figure 54 : caractéristique magnétique B(H) d’un matériau ferromagnétique doux.
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figure 55 : caractéristiques B(H) des principaux matériaux magnétiques (t6les et aciers).




Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

tableau 12 : valeur des coefficients d’interpolation de I’équation représentant les
caractéristiques B(H) des matériaux magnétiques.

Matériau Kh, Knh, Khg Kh, Khs Khg
Fev 250 35 HA 87,3 0,673 2,387 4,976 10210 6,073
Fev 470 P 50 103,8 0,409 2,594 4,975 10072 6,005
AFK 502 51,3 0,484 3,924 4,967 10567 8,086
(0,34mm)
Acier 1d 35 cd 4 2416 4,357 2,341 4,524 2891 5,431

3.4. Calcul des pertes électromagnétiques dans les toles du stator.

Les parties ferromagnétiques et conductrices dans lesquelles circule un flux variable sont sources
de pertes électromagnétiques, que I’on appelle les pertes fer [53]. Trés schématiquement, on distingue
deux types de pertes fer : les pertes par hystérésis et les pertes par courants de Foucault® [54], [55].
Les premiéres correspondent a I’énergie nécessaire a la magnétisation du matériau. En régime
permanent, elles sont proportionnelles a la fréquence de travail et a I’aire du cycle d’hystérésis décrit
par le matériau dans le plan B(H). Les secondes correspondent a des pertes par effet Joule. En effet, le
flux variable induit dans le matériau ferromagnétique et conducteur des courants de Foucault, qui sont
a I’origine de ces pertes.

Mathématiquement, les pertes par hystérésis et les pertes par courants de Foucault d’un élément

volumique dV de matériau ferromagnétique de masse volumique MV, Soumis & une induction

sinusoidale de pulsation ® et de valeur créte B,y,, peuvent étre modélisées par les deux fonctions

suivantes :

Physt = Khyst-©-Bm"st . mVer.dV (122)
2 2

Prouc = KFouc-®©”-Bm” . MVfer.dV (123)

ol Kpyst, Npyst SONt des constantes qui dépendent du matériau utilise.

Pour des toles fines d’épaisseur e; et de conductivité o, le coefficient Kgq . peut étre calculé
analytiqguement par la formule suivante :

etZ.Gt

—_— 124
24, MVier ( )

kFouc =

Les constructeurs donnent les pertes spécifiques Pferg de leurs tbles soumises a une induction

sinusoidale d’amplitude 1,5 T et de fréquence 50 Hz. Or, ces pertes vérifient I’équation suivante :

Nhyst 5 2 0=2mn50=314rad/s
Pferg = Khyst-®@0-Bmg ™St +Kpoyc-00” -Bm, “ avec Bmy =157

% Les pertes anormales sont négligées, de méme que les pertes dues a la rotation de I’induction magnétique dans
le matériau.
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tableau 13 : valeur des coefficients Keoyc et Kyt intervenant dans le calcul des pertes
électromagnétiques des toles.

Matériau W.s2 W.s
KFoue |5 — Knyst | —5
T< kg T kg
Ugine Fev 250 35 HA 517.10°° 1911073
Ugine Fev 470 65 HA 1771075 108.1073
Ugine Fev 470 P 50 105.10°° 3.36.10°
Imphy AFK 502 (0,34mm) 14910~5 194.1073

Dans la suite de ce mémoire, nous supposerons que Nhyst =2- Ainsi, pour chaque téle, nous pouvons

calculer le coefficient kpyg; par la formule suivante :

2 2
Prery — KFouc-@0”-Bm,
2

Khyst = (125)

(Do.BmO
Le tableau 13 donne les valeurs numériques des coefficients Krqyc et Knpyst pour les toles de la figure
55.

3.5. Caractéristiques thermiques des matériaux constitutifs du moteur-roue.

3.5.1. Rappels théoriques sur I’énergie calorifique.

Toutes les machines électriques sont des convertisseurs d’énergie (énergie mécanique en énergie
électrigue pour les moteurs et vice versa pour les générateurs). Méme si cette conversion est
généralement de meilleure qualité que pour les machines thermiques, les pertes d’énergie sont
inévitables. Et, d’aprés le premier principe de la thermodynamique, les pertes se transforment en
énergie calorifique. La chaleur produite est soit :

— emmagasinée dans la matiére ou elle est créée ;
— soit transmise a I’extérieur vers la matiére voisine.

3.5.1.1 Chaleur emmagasinée.

Une partie de la chaleur produite par un corps y est emmagasinée et augmente la température de
celui-ci. Si un élément de volume dV d’un corps de masse volumique p recoit une quantité de

chaleur 8Q, sa température s’éleve de oT , telle que :
3Q =C, .p.dV.0T (126)

ou C,, est la chaleur massique (a volume constant) du corps considéré.

Le tableau 14 fixe des ordres de grandeur des chaleurs massiques des matériaux considérés dans le
moteur-roue étudié.

134



Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

3.5.1.2 Chaleur échangée avec I’extérieur.

La partie de la chaleur produite dans un corps ne servant pas a élever sa température est échangée
avec I’extérieur. Il existe trois modes de transfert de la chaleur : la conduction, la convection et le
rayonnement.

a) Echange de chaleur par conduction.

La conduction correspond a un transfert de chaleur a travers la matiére sous I’effet de différences
de température entre diverses parties qui sont en contact solide. L’énergie calorifique se déplace de la
partie ou la température est la plus élevée vers la partie ou la température est la plus faible. D’un point
de vue microscopique on interpréte ce phénomeéne par des chocs entre les particules élémentaires du
solide, dont I’énergie cinétique « d’agitation » correspond a I’énergie interne produite par la chaleur
(premier principe de la thermodynamique). Remarquons que ce transfert de chaleur ne s’accompagne
pas de mouvement de matiére.

La loi de Fourier définit quantitativement le flux thermique traversant une surface séparant deux
régions homogenes soumises a un gradient de température :

J=-AgradT (127)
ou est A la conductivité thermique du matériau.

b) Echange de chaleur par convection.

Le transfert de chaleur par convection est dd aux mouvements d’un fluide (gaz ou liquide). 1l existe
deux types de convection :
— laconvection naturelle ;
— la convection forcée.
Les déplacements de fluide par convection naturelle sont provoqués par des différences de densité en
divers point du fluide, elles-mémes dues a des différences de température. Les déplacements de fluide
par convection forcée sont provoqués par une action extérieure (pompe ou ventilateur par exemple).
La convection est un probleme complexe de mécanique des fluides et de thermodynamique.
Néanmoins, si on s’intéresse uniquement aux échanges moyens d’énergie calorique, ceux-Ci
s’expriment simplement a I’aide de la formule de Newton. Le flux thermique traversant la surface
extérieure S d’un solide balayé par un fluide s’exprime par :

Jconv =h conv AT (128)

ol heony est le coefficient de convection ou d’échange superficiel et AT [I’écart entre les
températures moyennes du solide et du fluide.
Toute la difficulté de cette équation réside dans le calcul du coefficient h.qy,, . En effet, il dépend de la

nature de la surface d’échange, de la nature du fluide et du mouvement relatif du fluide par rapport au
solide.

¢) Echange de chaleur par rayonnement.

Tout corps a une température T émet une onde électromagnétique transportant une partie de
I’énergie calorifique du corps et réciproquement tout corps absorbant une onde électromagnétique
recoit une partie de I’énergie transportée, qui se transforme en énergie calorifique et donc augmente la
température du corps. Globalement, le flux thermique traversant la surface extérieure S d’un solide a
la température T vaut :

Jeonv = Nray S(T —Text) (129)

135



Chapitre 4

oU hpay est le coefficient de rayonnement du corps et Tey; la température extérieure. Le coefficient
hray dépend de I’émissivité du corps, de la constante de Stefan-Boltzmann o et des températures T et

Text par la relation :

3.5.2. Parameétres thermo-physiques de I’air.

Les propriétés thermo-physiques de I’air sont différentes des autres matériaux dans la mesure ou
elles dépendent assez fortement de la température de I’air. La référence [56] fournit des tables des
propriétés physiques de fluides et en particulier de I’air. Nous avons interpolé le plus simplement ces
propriétés par des fonctions linéaires ou quadratiques. Nous obtenons les fonctions suivantes :

— conductivité thermique :

Mair (Tair ) = 4,69.107° +7,22.107°.T; (kg.m.s—?’.K—l) (131)

— viscosité dynamique :

tair (Tair )= 4,24.10 "8 Ty, +5,82.107° (kg.m_l.s_l) (132)

— nombre de Prandtl :

N pr gir (Tair ) = 5:38.10 " T2 =5,70.10 T, +8,31.107* (133)

— chaleur massique a pression constante :

Ch . (Tair): Npr (Tair)-k(Tair) (J.kg_l.K_l) (134)
Pair H(Tair)

Nous pouvons calculer la densité et le coefficient de dilatation en supposant que I’air est un gaz
parfait :

2
MV air (Tair )= 35.?—10 (kg.m_3), aP=1bar (135)
air
1 _
ﬁair(Tair):T—_ (K 1) (136)
air

3.5.3. Chaleur massiques des matériaux constitutifs du moteur-roue.

Le tableau 14 donne les valeurs des chaleurs massiques de tous les matériaux qui constituent le
moteur-roue. Nous avons aussi ajouté la masse volumique, utile au calcul de la capacité thermique
d’un corps. Nous n’avons pas pu trouver les valeurs concernant I’isolant de t6les. Nous avons fait
I’hypothése qu’elles étaient proches de celles de la colle. En effet, tres souvent les tdles sont isolées et
préencollées.
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

tableau 14 : masses volumiques et chaleurs massique des matériaux du moteur-roue.

Masse volumique Chaleur massique
Matériau (kg.m_3) (J.kg_l.K_l)
Acier 7860 465
Aimant Nd-Fe-B 7500 440
Aluminium 2700 896
Tbles Ugine Fev 250 35 HA 7600 # 500
Toles Ugine Fev 470 65 HA 7650 # 500
Toles Ugine Fev 470 P 50 7650 # 500
Toles Imphy AFK 502 (0,34mm) 8100 # 500
Colle 1200 1400
Isolant (micas) 1200 1250
Papier 1100 1760
Vernis 1200 1400

3.5.4. Conductivités thermiques des matériaux constitutifs du moteur-roue.

3.5.4.1 Remarques préliminaires.

Dans le moteur-roue, nous distinguons deux types de régions. Celles qui sont constituées d’un seul
matériau homogene et isotrope, comme le rotor ou les aimants et celles constituées de plusieurs
matériaux comme le stator et les bobinages. Le tableau 15 donne la valeur numérique des
conductivités thermiques des matériaux utilisés dans le moteur-roue. Toutes ces conductivités sont
supposées constantes en fonction de la température. Pour ce qui est du stator et des bobinages, ils sont
remplacés par une matériau unique, homogene mais anisotrope. Dans les deux paragraphes suivants,
nous détaillons le calcul des conductivités équivalentes selon les différents axes d’anisotropie.

tableau 15 : tableau récapitulatif des matériaux et des conductivités des différentes régions
volumiques constitutives du modéle du moteur de vélo.

Conductivité
Matériau (W.m_l.K_l)
Acier 51 (valeur moyenne)
Aimant Nd-Fe-B 9
Aluminium 210
Téles Ugine Fev 250 35 HA 26
Tbles Ugine Fev 470 65 HA 26
Toles Ugine Fev 470 P 50 39
Téles Imphy AFK 502 (0,34mm) 30
Isolant entre tbles 0,15
Colle 0,15
Isolant (micas) 0,15
Papier 0,14
Vernis 0,15
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3.5.4.2 Conductivité équivalente de I’empilement de toles.

Le stator est constitué d’un empilement de téles. Par suite, il est a la fois hétérogéne et anisotrope.
Nous allons le modéliser par un matériau homogene et anisotrope.
Pour cela, considérons une empilement de toles tel que celui représenté sur le schéma de la figure 56.
Il est constitué de n¢ toles d’épaisseur ey et de ny—1 couches d’isolants d’epaisseur ej, . Nous

notons At et A, les conductivités thermiques des toles et de I'isolant.

Pour un flux thermique circulant dans la direction de I’axe (Oy), chaque tble présente une résistance
thermique Rty et chaque couche une résistance thermique Riy- Le calcul de ces résistances

thermiques donne™® :

€t
Ri, =——— 137
e.
R: =—21 138
Y Ty, (138)
La résistance totale Ry de I’empilement est I"association en série de ng reésistances Rty et ny -1
résistances Riy ;
€t €j
Ry=nt.———+(nt-1)———— 139
Si nous considérons que I’empilement est équivalent & un matériau homogéne de conductivité kty
suivant la direction (Oy), la résistance Ry s’exprime aussi par la relation :
ni.et + (Nt —1)e;
ty X'z
En comparant les équations 139 et 140, nous en déduisons I’expression de Kty :
ni.et +\nt —1)gj
— t-St ( t ) | (141)

y €t €j
— -1).—
Nt » +(“t )M

Nous procédons de la méme maniére pour calculer la conductivité équivalente xtxz selon I’axe (Ox)

ou selon I’axe (Oz) en remarquant que, dans les deux cas, les résistances des tbles et des couches
d’isolant sont placées en paralléle. Nous trouvons :

_ nt.et.xt +(nt —1).ei.7\,i
X2 npep+(ng—1)e

At (142)

39 Au chapitre 7, nous verrons plus en détail comment effectuer le calcul des résistances thermiques. Jusque la
nous admettons les formes qui sont proposeées.
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

dx

VA
O y
X
d

y

figure 56 : schéma d’un empilement de tdles parallélipédique.

3.5.4.3 Conductivité équivalente d’un bobinage.

Nous considérons un bobinage réguliérement réparti dans I’encoche d’une machine tel que celui de
la figure 57. Le bobinage est hétérogeéne car il est constitué de cuivre, d’isolant et d’air. De plus, il est
anisotrope : la conductivité selon I’axe axial (Ox) est différente de celle selon les axes (Qy) et (0z).
Nous proposons donc de remplacer le bobinage par un matériau homogéene dont nous calculons
successivement la conductivité thermique axiale (dans la direction des conducteurs) et transversale.

a) Conductivité équivalente axiale d’un bobinage.

lil

isolant

cuivre

X

figure 57 : répartition des conducteurs dans les encoches.

Sur le schéma de la figure 57, nous remarquons que pour un flux selon I’axe (Ox), les matériaux
sont placés en paralléle : la résistance thermique équivalente au bobinage Rbobx correspond a

I’association en parallele de la résistance du cuivre de conductivité A, avec celle de I’isolant de
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—_

conductivite 2 et celle de I"air de conductivité A4jr. Or, en notant lgjj la longueur des fils, ces

trois résistances valent respectivement :

Iil
Rcu = N SI
Ccu- CUEnC
c_
leu S:
lcu ~leu
il
Rair=——oc—
Lair -Sair

D’ou I’expression de Rpop,, :

_ il
Aeu-Scu + iy, Siy, T Mair-Sair

Riob,

En posant Apop, la conductivité thermique axiale équivalente du bobinage, Rpop, Vaut aussi :

Ii)
Rbob, = !
X Lboby Scug,, +Si, +Sair)

En comparant les deux équations précédentes, nous obtenons I’expression de Abob,

A’CU 'SCUQnC +7\'icu 'Sicu +7\'alrsall’

Apoby =
X Scugne +Sig, *+Sair

b) Calcul analytique des conductivités équivalentes transversales d’un bobinage.

(143)

(144)

(145)

(146)

(147)

(148)

Pour mener le calcul analytique, nous nous sommes inspirés de [57]. Pour un flux transversal, la

résistance thermique est I’association en série de cuivre, d’isolant du cuivre et d’air. Etant donné que

le cuivre a une conductivité trés supérieure aux autres matériaux, nous supposons que la résistance

thermique peut étre calculée en évaluant I’épaisseur moyenne équivalente d’isolant et d’air dans les

deux directions transversales.

Si on considere une encoche trapezoidale de hauteur hy de largeur lg, au sommet et lg, ~au pied et

remplie de Nfjj = ngjj.ng, on peut montrer que, d’un point de vue thermique, le bobinage peut étre

ramené a un fil de cuivre unique entouré d’une couche d’isolant d’épaisseur e%’ dans la direction
cu

(Oy) (correspondant a la largeur de I’encoche) et eiZ dans la direction (Oz) (correspondant a la

cu

z

hauteur de I’encoche) et d’une couche d’air d’épaisseur egir air
cu

dans la direction (Oy) et e
cu

direction (Oz). Pour cela il faut en outre faire les hypothéses suivantes :
— le point chaud est au centre de I’encoche ;

— les flux thermiques dans chaque direction sont indépendants ;

— les conducteurs sont répartis uniformément dans I’encoche.
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

isolation de I’encoche

couche d’air
équivalente

cuivre isotherme
équivalent

isolant de cuivre
équivalent

encoche réelle encoche équivalente

figure 58 : transformation de I’encoche réelle en une encoche équivalente d’un point de vue
thermique

Alors, apreés calculs, les épaisseurs définies ci-dessus valent :

y _1 hg _

el ==, N¢j -1 149
w3 [2.ileh g ) 1 J (149)
2 _1(ley +le,

er =—|—— Ny -1 (150)
lcu 3| 8hy

ey :l. A.Nf”. 2—2— ﬁ_l -(dfi|+2-efi|) (151)
airey 8 |eh +|eb i Arcsmi\@—li

2 J3-1
S A i W Y NP (dsit +2.65 152
diey ~87 2y fn( . —(—)Arcsin@—lJ( fil +2fil) (152)

Les largeurs |eh et Ieb s’expriment en fonction des paramétres de la figure 50 par les deux relations

suivantes :
m.(Rg —his)
|, =—3S S/ 153
€h Nd d ( )
TC-(Rint + hcs)
lg =———— 27| 154
ep Ng d (154)

c) Calcul numérique des conductivités équivalentes transversales d’un bobinage.

Pour cette approche numérique, nous faisons référence a [58]. La modélisation numérique peut étre
bidimensionnelle ou tridimensionnelle. Nous représentons le quart du fil avec son &me en cuivre et son
isolant (cf. figure 59). Nous représentons aussi de I’air dans les mémes proportions que ce que I’on
trouve dans le bobinage réel. Nous créons ensuite une source thermique de forte densité volumique de
puissance (de I’ordre de 1x10° W.m®) et d'une grande conductivité (de I’ordre de 1000 W.m™.K™).
L’objectif est que la face en x =0 soit isotherme. Les autres faces qui entourent le domaine sont
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soumises a une condition de NEUMANN homogene représentant une isolation thermique. La
conductivité équivalente peut alors étre calculée par la formule suivante :
Ahob -9 =

e dt S(v)[T(L)-T(0)]
La disposition exacte des fils dans les encoches n’est pas connue. Nous considérons alors les trois
configurations particulieres définies sur la figure 59 pour lesquelles nous calculons la conductivité
équivalente a I’aide de I’équation 155. La conductivité finale est obtenue en faisant la moyenne
arithmétique des trois conductivités.
Dans les tétes de bobine, les fils n’étant pas organisés selon un ordre précis, nous considérons qu’elles
peuvent étre modélisées par un matériau homogéne possédant la conductivité transversale calculée
dans ce paragraphe.
Cette derniere approche est plus précise mais elle nécessite de connaitre parfaitement le bobinage. Elle
est donc dédié a I’analyse thermique par modélisation numérique ou I’objet est la validation des
résultats obtenus aprés un dimensionnement par modéle analytique ; dans ce cas, les paramétres exacts
du bobinage sont connus.

paroi adiabatique
source air

cuivre isolant

Configuration extréme
en hauteur

Configuration extreme
en largeur

Configuration moyenne

figure 59 : configuration de calcul des conductivités transversales équivalentes d’un bobinage.
3.5.5. Calcul des coefficients de convection intervenant dans le moteur-roue.

3.5.5.1 Remarques préliminaires.

Comme nous I’avons déja remarqué, le calcul exact des coefficients de convection nécessite un
couplage fort entre la mécanique des fluides et la thermodynamique. La modélisation numérique de
tels phénomenes est un probléme difficile qui est inextricable d’un point de vue analytique.
Néanmoins, on peut calculer relativement simplement le coefficient en ayant recours a des fonctions
de corrélation empiriques. Pour cela, il faut caractériser correctement I’échange a partir de nombres
sans dimensions. Les quatre principaux sont :

— le nombre de Nusselt Ny, qui compare les échanges de chaleur par conduction et par

convection :
heonv |

ou | est une longueur caractéristique de la surface d’échange (rayon pour une sphere ou encore
diametre hydraulique pour une conduite fermée) ;
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Equations décrivant la structure géométrique et physique d’un moteur-roue synchrone sans balais, a force
électromotrice trapézoidale alimenté par des créneaux de courant.

— le nombre de Prandtl qui compare la chaleur transférée par diffusion de matiére et celle transférée
par déplacement de la matiere dd a la viscosité dynamique du fluide ;
C

Npr =ny.—> (157)

ou mny est le coefficient de viscosité dynamique du fluide ;

— le nombre de Grasshof qui compare la force due aux différences de densité du fluide et celle due a
la viscosité dynamique :

2
Ngr = B.g.(mj 13T (158)
M

\Y

ou mv est la masse volumique du fluide, B le coefficient de dilatation du fluide, g I’accélération de
la pesanteur terrestre et 8T I’écart de température entre le solide et le fluide ;

— le nombre de Reynolds (en convection forcée) permettant de définir le type d’écoulement
(laminaire, transitoire ou turbulent) :
mv

Nv

3.5.5.2 Coefficient de convection du rotor avec I’extérieur.

Lorsque le moteur n’est pas inséré dans la jante’, le rotor, en tournant, crée une convection forcée
de nature a améliorer les échanges de chaleur vers I’extérieur. [56] propose une méthode en six étapes
pour calculer le coefficient de convection dans le cas d’un cylindre tournant a la vitesse de rotation Q
constante. Notons Tt la température du rotor et Tyt la température de I’air extérieur.

« On calcule les paramétres ®ir (Trot, Text) €t Pairszo g (Trot Text) :

Trot + T, Tiot + T, Trot +T,
Co. (“’tze’“}mvair [M}g-ﬁair (rotext)

2 2
Dgir (Trot Text ) = (160)
| Trot + Text N Trot + Text
Rair{ — 55— |[tair| — 5
2 2
Teot + T, Teot + T,
Cpair( rot2 ext j-mVair( rot ; ext J-Q-Bair(530R)
Dai (Trot Text) = (161)
AlI530R AT TOL X | Trot + Text N Trot + Text
Rair| — 55— |[Pair| — 5
2 2
1 On évalue le nombre de Reynolds de rotation :
Teot + T,
ot mVair(mzemj-(Q-Rext)-(z-Rext)
N . ATyot, T, = 162
Rea|r( rot: Text) ,(Trot+Textj (162)
Hair 72

0 py point de vue du chercheur, cette configuration est intéressante, car dans une premier temps le moteur sera
testé seul. Pour autant, il faudra améliorer ensuite les calculs en tenant compte de la jante et du pneumatique (ou
méme de rayons s’il s’agit d’un vélo) qui influencent certainement le comportement thermique.
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— On évalue le nombre de Reynolds de flux transversal, si le moteur se déplace transversalement,
comme dans le cas ou il est intégré dans une roue de diametre R que :

Trot + T,
MVair (mtzeXt}(Q Rroue )(2 Rext )

tr
Npoa.: (Trots Text )= 163

Rea”—( rot ext) . (Trot +Textj (163)

Hair| — 5
2
4 On évalue le nombre de Gashof et le paramétre Y (permettant de choisir la bonne corrélation) :
Trot +T, 3
q)air(r(y[zext}(z-Rext) -(Trot _Text)

NGrair (Trot Text ) = 164

Gra|r( rot ext) Trot + Text (164)

N Pl’air 2
N (Trot Text)
Re rot: 'ext
Y(Trot » Text ) = ar (165)
N Grair (Trot vText)
° Si on vérifie les cing inégalités suivantes :
Y (Trot, Text)> 0,2 (166)
N pr ir (Trot  Text ) <1 (167)
N Rair (Trot: Text ) < 6.10% (168)
Ngeair(Trot’Text)< 2.10% (169)
tr 2
0.5.N ge.« (Trot: Text)” +
3107 <Npyrgir (Trot Text )| <10° (170)
rot 2
N Reair (Trot,Text) N Grair (Trot,Text)
+ Alors le nombre de Nusselt vérifie la corrélation suivante :
0,35
t 2 '
0.35 0'5 N Rreair (TrOt -TeXt) +

N Nuair (Trot. Text ) =01075.N Prair (Trot. Text ). (171)

rot 2
N Reair (Trot’Text) N Grair (Trot vText)
Notons que dans tous les cas que nous avons rencontrés, les conditions posées pour appliquer cette
corrélation ont été vérifiées.
Le coefficient de convection vaut finalement :

NNy air (Trot  Text )-7L Nuajr (Trot  Text )
2.Rext

heonvrot (Trot  Text ) = 172)

Par exemple, pour le moteur de vélo dont les caractéristiques sont données dans I’annexe 2, ce
coefficient vaut 35 W.m2.K ! lorsque le rotor tourne a 200 tr/min et que les températures ambiante
et rotorique valent respectivement 20°C et 100°C.

3.5.5.3 Coefficient de convection des flasques avec I’extérieur.
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De méme que le rotor, les flasques créent une convection forcée en tournant. Nous allons aussi
utiliser la méthode décrite dans [56] pour évaluer ce coefficient. La température atteinte par les
flasques est notée Ty .

< On évalue le nombre de Reynolds de rotation :

Tg + T,
MVair (ﬂzeXtJ(Q Rext )(2 Rext )

NI (Trot, T1)=
Reall'( rot ﬂ) - (Tﬂ"'TeXtJ
Hai T

(173)

T L’écoulement de I’air le long du flasque reste laminaire tant que Nlr?oetair(TFOt'Tﬂ) reste inférieur a

1800000. C’est tout a fait le cas pour des vitesses de rotation inférieures a 300 tr/min, des diamétres
extérieurs inférieurs a 30 cm et un écart de température inférieur a 60 K entre le flasque et I’extérieur.
— Si la condition ci-dessus est bien vérifiée, le coefficient de convection vaut alors :

0,5
T +T, '
MV air (ﬂ?_m}(Q-R ext)

T+ Text
hconVﬂ (Tfl  Text ) = 0’35-7¥air[ .
2 T + T,
Hair( fl ext )

2

0,5
C Thl + Text T+ Text
Pairl o Hair T
0,44

Ta +T, o
Mair( fl 5 ext j017

3.5.5.4 Coefficient de convection entre le stator et le rotor.

(174)

Dans I’entrefer, il existe une convection forcée due a la rotation relative du rotor par rapport au
stator. Les écoulements dans une telle zone annulaire ont donné lieu & de nombreux calculs et relevés
expérimentaux, mais encore une fois nous allons nous appuyer sur la méthode proposée par [56]. On
suppose que la température du stator au voisinage de I’entrefer vaut Tgig: et celle des aimants Tgj, -

<« On évalue le nombre de Taylor :
Taim + T,
NTay .. Taimsttat): -‘/— (175)
Yair . [Taim +Tstat} Rs
Hair 5

Il existe plusieurs corrélations permettant d’obtenir le nombre de Nusselt relatif a I’air dans I’entrefer.
Cependant, on se limite & celle correspondant & des valeurs faibles de vitesse de rotation, car le
moteur-roue étant a attaque directe, les vitesses de rotation restent relativement faibles.

T Dans ce cas, I’expression du nombre de Nusselt est trés simple :

2.\ air (Taim , Tstat ) (176)
ent

N Nuair(Taimsttat)z

— On en déduit le coefficient de convection :
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hCOﬂVﬂ (Tfl  Text ) = (177)

ent
N Nu air (Taim  Tstat ) ZIRIKRJ
S

ent

Notons que la convection dans I’entrefer est équivalente un phénoméne de conduction ou le coefficient
de conduction est multiplié par deux.

3.5.5.5 Coefficient de convection au niveau des tétes de bobines.

Ce coefficient est encore plus difficile a évaluer que les précédents, car, en plus de la complication
théorique intrinseque a ce type de calcul, se rajoute une méconnaissance de la forme exacte des tétes
de bobines. Pour autant cet échange est important car les tétes de bobines sont habituellement un des
points les plus chauds du bobinage. Pour pouvoir mener les calculs, nous utilisons la corrélation
suivante :

Rs —Rint

Rint

Néanmoins, ce paramétre doit étre validé a posteriori sur un prototype et cette relation ne peut servir
que de point de départ pour obtenir un modéle complet du moteur-roue pour son dimensionnement.

heonvip =155 | 0.5.(Q2Rext ) 0,29+2,37 (178)

3.5.5.6 Notes sur la détermination numérique des coefficients de convection.

Lors d’un stage de DESS en génie thermique effectué a I’Institut de Génie Electrique [59], nous
avons abordé la détermination numérique des coefficients de convection a I’aide du logiciel FLUENT.
Les calculs ont été menés pour le cas particulier du prototype de moteur de vélo et pour une
modélisation bidimensionnelle. Deux structures simplifiées ont été créées. La premiere pour étudier
les échanges a I’extérieur du moteur et la seconde pour étudier ceux internes au moteur.

a) Cas des échanges extérieurs.

La figure 60 montre la structure géométrique simplifiée pour I’étude de ce cas. hous supposons que
le moteur est constitué d’un matériau homogéne unique ayant les propriétés thermo-physiques de
I’aluminium et nous appliquons une source de chaleur constante dans tout le volume du matériau. La
densité de puissance est calculée en faisant le rapport des pertes réelles dans le moteur au point de
fonctionnement considéré par le volume total du moteur. Nous distinguons plusieurs surfaces
extérieures du moteur et nous imposons sur celles correspondant aux parties tournantes une vitesse de
rotation égale a celle définie par le point de fonctionnement. Enfin, nous appliquons loin du moteur
des conditions aux limites de Dirichlet : la température est égale a la température ambiante.

Nous montrons quelques résultats pour une vitesse de rotation de 200 tr/min et une densité de pertes

de 5000 W.m~3. La figure 61 montre un dégradé des vitesses a I’extérieur du moteur. Nous observons
bien que la vitesse est nulle au bord des faces fixes et qu’elle croit a mesure que I’on s’éloigne de
I’axe ; en effet la vitesse tangentielle est d’autant plus grande que le rayon est plus élevé. La figure 62
montre plus en détail la direction et le sens des vecteurs vitesses. Nous observons que I’air a tendance
a remonter le long des bords du moteur. Ce phénomene s’explique par I’effet de la force centrifuge qui
entraine les molécules d’air vers le haut. Nous observons aussi de faibles recirculations au niveau des
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bords supérieurs du moteur. La figure 63 montre un dégradé de la pression. La pression est faible au
niveau des points ou la vitesse est élevée et au niveau des recirculations d’air. Enfin, la figure 64
montre le dégradé des températures. Nous Vérifions d’une part la justesse des conditions aux limites et
d’autre part, nous remarquons que le dégradé ressemble sensiblement a celui d’un convection
naturelle, car les effets de la convection forcée par la rotation du rotor sont identiques a ceux de la
convection naturelle : Iair est « poussé » vers I’extérieur.

Moteur

PN

Air extérieur

7/\
\

=

figure 60 : structure géométrique simplifiée du moteur de vélo pour I’étude numérique des
échanges extérieurs de chaleur par convection.
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figure 61 : dégradeé des vitesses a I’extérieur du moteur de vélo a 200 tr/min.
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figure 62 : vecteurs vitesse a I’extérieur du moteur de vélo a 200 tr/min.
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figure 63 : dégradé des pressions a I’extérieur du moteur de vélo a 200 tr/min.
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figure 64 : dégrade des températures du moteur de vélo a 200 tr/min pour la simulations des
échanges extérieurs.
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Pour évaluer les coefficients de convection, nous avons appliqué la formule suivante sur les faces
décrites par la figure 65 :

J
heony = ———— (179)
Tsurf — Text
ol Jgony correspond a la densité de flux thermique sortant par la surface considérée dont la
température moyenne vaut Tgy.f . Le tableau 16 résume la valeur du coefficient de convection sur

toutes les faces. D’une maniére générale, le coefficient de convection est plus faible que celui prévu
par la simulation analytique. Par exemple, sur la face extérieure de la culasse rotorique (face 10), le

calcul analytique prévoit un coefficient de convection de 41W.m 2K et le calcul numérique

donne 8,38 w.m2.K™1. Gardons néanmoins a I’esprit que, si ce calcul numérique ne nécessite pas

beaucoup d’hypothéses sur le comportement physique du systeme, sa structure géométrique est en
revanche fortement simplifiée.

tableau 16 : valeurs des coefficients d’échange a I’extérieur du moteur de vélo pour une vitesse
de rotation de 200 tr/min et pour une température extérieure de 300 K.

Numéro Température Densité de flux Coefficient de convection
de face K W.m? W.m?2K?
1 317,6622 160,7404 91
2 317,7195 117,1614 6,61
3 317,7631 83,63773 4,71
4 317,7682 37,47675 2,11
5 317,7809 1,7498881 0,01
6 317,7791 26,28784 1,48
7 317,7771 142,3842 8,344
8 317,7762 61,18264 3,17
9 317,7775 56,42913 3,04
10 317,781 54,06831 8,38
11 317,7702 148,8871 6,14
12 317,7675 109,0163 11,83
13 317,783 210,4501 141
14 317,7713 25,10627 0,26

15 3177734 4,576035 4
16 317,7586 71,8892 7,18
17 317,753 127,4804 7,34
18 317,686 129,8758 9,84
19 317,6 173,2365
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10

En rouge faces tournantes

En noir faces fixes

\
N

14

?u

13

16

figure 65 : position des surfaces d’échange du moteur de vélo considérées dans le tableau 16.
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b) Cas des échanges intérieurs.

L’ensemble du modele est constitué d’aluminium a I’exception des tétes de bobines qui sont en

3

cuivre pur. Nous avons appliqué au niveau des tbles une densité de pertes de 10000 W.m™" et au

niveau du bobinage de 20000 W.m~3. Comme précédemment, nous avons imposé une vitesse de

rotation constante a toutes les surfaces extérieures des parties tournantes. Pour ce qui est des
conditions aux limites, nous avons choisi sur les faces extérieures du moteur une condition de
convection avec les coefficients calculés au paragraphe précédent et une température ambiante de 300
K. Dans I’état actuel du travail, I’étude est limitée a I’observation des circulations d’air dans le moteur.
La figure 66 montre le dégradé de vitesse de I’air. De méme que précédemment, les plus grandes
vitesses sont observées vers I’extérieur du moteur. La figure 67 précise la direction et le sens des
vecteurs vitesse entre les tétes de bobines de gauche et la surface intérieure du flasque. Nous
observons une circulation d’air autour du bobinage. Au voisinage du flasque, I’air monte et redescend
le long du bobinage.
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9.08e-01

7.79e-01
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5.19e-01

3.89e-01
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1.30e-01

0.00e+00

figure 66 : dégradé des vitesses dans I’air intérieur du moteur de vélo a 200 tr/min.
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figure 67 : vecteurs vitesse dans I’air intérieur du moteur de vélo a 200 tr/min entre les tétes de
bobine et le flasque gauche.

3.5.6. Calcul des coefficients de rayonnement intervenant dans le moteur-roue.

Dans le cas du moteur-roue, les matériaux constituant I’extérieur du moteur sont de I’acier ou de
I’aluminium, dont I’émissivité est faible et dont la température ne sera jamais trés élevée®. Nous
négligerons donc les échanges par rayonnement. En revanche, nous en tiendrons compte lors des
essais, car les surfaces extérieures ont été peintes en noir mat pour faciliter le relevé de
thermogrammes par une caméra infrarouge. L’émissivité vaut alors de 0,92 a 0,94 selon la nature de la
peinture choisie.

4. Conclusion.

Nous venons de donner les équations décrivant la structure géométrique et les principales
propriétés physiques du systéme. Ces équations sont la base de tout modéle destiné au
dimensionnement d’un systeme, car elles assurent la cohérence géométrique et physique des solutions.
En outre, elles permettent aussi d’imposer des contraintes structurelles d’encombrement, de masse,
etc. Ces éguations sont totalement indépendantes du point de fonctionnement du systéme, c’est-a-dire,
dans notre cas, du couple et de la vitesse du moteur-roue. La suite du travail consiste donc a décrire le
fonctionnement du systeme. Ainsi, dans les chapitres suivants de cette partie, nous établissons les
équations décrivant les performances magnétiques, électromécaniques et thermiques du moteur-roue.

*1 Remarquons que cela pourrait constituer un risque réel pour Iutilisateur d’un véhicule si la température
extérieure du moteur-roue devenait trop élevée.
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Chapitre 5. Modélisation magnétique d’un
moteur roue synchrone sans balais, a force
electromotrice trapézoidale et de son
alimentation.

1. Introduction.

ANS ce chapitre nous développons d’abord un modele analytique, puis un modele numérique

donnant I’état magnétique du moteur. Dans les deux cas, I’hypothese de base consistera a

négliger les phénomenes tridimensionnels dans la machine. Pour établir le modele analytique
nous considérons une structure simplifiée bidimensionnelle comprenant deux régions circulaires dans
lesquelles nous résolvons les équations de Maxwell. Nous proposons une méthode originale
permettant de tenir compte de la saturation des matériaux magnétiques lorsque le moteur est
autopiloté. Dans la seconde partie du chapitre, nous montrons comment utiliser des simulations
numeériques afin de recalculer plus finement les grandeurs déja évaluées par le modele analytique.

2. Modélisation analytique.

Pour effectuer les calculs, nous transformons d’abord la structure réelle en une structure
équivalente simplifiée. Ensuite, nous posons les équations aux dérivées partielles que vérifie le
potentiel vecteur et nous les résolvons en utilisant la méthode de la séparation des variables. Nous
donnons alors les expressions de toutes les grandeurs magnétiques (potentiel vecteur, inductions
magnétiques et couple électromagnétique) lorsque le moteur est autopiloté. Nous introduisons enfin un
coefficient de saturation pour tenir compte de la non-linéarité des matériaux magnétiques.

2.1. Transformation de la structure réelle.

La premiére transformation consiste & ramener la structure cylindrique dentée du stator a une
structure cylindrique lisse (cf. figure 68). L’entrefer de la machine fictive équivalente est alors obtenu
en multipliant I’entrefer réel par un coefficient dit de Carter. Cette transformation est usuelle.
Néanmoins, comme [I'expliquent [60] et [61], la présence d’aimants revient a augmenter
artificiellement I’entrefer réel de la machine et, par suite, modifie le coefficient de Carter classique.
Nous allons le montrer simplement sur le modele monodimensionnel du circuit magnétique de la
machine présenté sur la figure 69. Dans ce modéle on néglige les flux de fuites, on suppose que la
perméabilité relative de fer est infinie et on considére que la section canalisant le flux des aimants est
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identique a celle canalisant le flux d’entrefer de telle sorte que I’induction B, est constante dans tout
I’aimant et est égale a celle dans I’entrefer B, . L’application du théoréme d’Ampére sur le chemin

Cin (cf. figure 69) permet d’écrire I’équation suivante :

f’;H.dT:o — Hg.ly +Heent=0 (180)
Cth
B TP .
Or le champ dans I’entrefer vaut Ho =—% et, d’aprés I’équation 117, le champ dans I’aimant vaut
0]

Be - Brao - , . . . .
Hy =——=. On en déduit donc I’expression de I’induction By :

h

i-Bra

Hry
Be=—2—— (181)

ent + —&

Hr,
Ainsi, I’aimant crée une force magnétomotrice a -Bra d’une part et il augmente I’entrefer réel
H0-Hr,
h e .

ent de —&- d’autre part. On peut donc définir un entrefer efficace valant :

Hry

ha

entesr =ent + —= (182)

Hry

C’est a cet entrefer efficace que I’on applique le coefficient de Carter classique. L’entrefer efficace
corrigé vaut alors :

enteff, = Kc.entesf (183)
et le coefficient de Carter est défini par :

Kc = 'd (184)

g+ —.arctan|
T | 2.enteff 2.enteff

ou tq et lg sont respectivement le pas dentaire et I’ouverture de I’encoche au niveau de I’entrefer
définis par les deux relations suivantes :

Ng
le =1tq —(Ig +2.1js) (186)
Et finalement I’entrefer et le rayon statorique de la machine équivalente vérifient les relations
suivantes :

’ (185)

entc = enteff, _ha ente = ent + (Kc —1).entefs (187)
fa
Rsc =Rs+ent—enty — Rg, =Rg—(Kc-1)entgss (188)
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La transformation que nous venons de réaliser permet de s’affranchir des encoches. Les courants qui y
circulent sont alors ramenés a la surface du stator* sous la forme d’une densité surfacique de courant
équivalente. En deux dimensions, cette densité est linéique. Elle se calcule comme indiqué sur la
figure 71.

Machine réelle

Machine équivalente ayant un stator lisse
,—‘,_/.enx\
entrefer équiva >

stator équivalent

stator réel

Coefficient

de Carter

figure 68 : transformation du stator denté en stator lisse.

Cth
————————— * —_——_————
a 1ha
¢ ent

| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| - |
| aimant B
| \
: entrefer |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |
| |

fer modélisant
le stator et le rotor

figure 69 : modeéle simplifié mono-dimensionnel de la machine mettant en évidence I’entrefer
efficace.

2 Cette hypothése reste valable tant que la perméabilité du stator reste grande devant 1 (idéalement infinie).
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Région (1)

Région (1)

figure 70 : coupe schématique de la machine équivalente permettant le calcul analytique du
potentiel vecteur.

2.2. Mise en équations.

Le domaine d’étude est donc constitué de quatre régions circulaires : le stator équivalent lisse,
I’entrefer modifié, la région comprenant les aimants et I’air inter-aimants et le rotor [62], [63].
On supposera ici que les matériaux du stator et du rotor possédent une perméabilité grande devant 1 de
telle sorte que le champ magnétique peut y étre considéré comme nul®. Nous réduisons donc le
domaine d’étude a deux régions circulaires :
— larégion (1) correspondant & I’entrefer modifié de rayon intérieur R, de rayon extérieur Ry et

d’épaisseur entg ;
— la région (lI) correspondant aux aimants et & I’espace inter-aimants de rayon intérieur Ry, de

rayon exterieur R, et d’épaisseur hy .

® Les caractéristiques magnétiques non-linéaires des matériaux magnétiques du stator et du rotor seront prises
en compte plus loin en modifiant I’entrefer par un coefficient de saturation.
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figure 71 : transformation des courants surfaciques dans les encoches du stator réel denté en
courants linéiques a la surface du stator lisse équivalent.

Le champ magnétique dans ces deux régions est décrit par les équations de Maxwell et les équations
constitutives des matériaux suivantes :
— équation de Maxwell-Ampére :

rotH =J (189)
— équation de Maxwell associée a la conservation du flux magnétique :

divB=0 (190)
— relation constitutive dans la région (1) :

By =po.-Hi (191)

— relation constitutive dans la région (1l) :

Bl =uo-ury,-Hin + By, (192)

La région (I1) présente la particularité de ne pas étre homogeéne. En effet, elle est constituée d’air ou
My, et By, valent respectivement 1 et 0 et d’aimants ou My, et By, valent respectivement u, et

By. & la température ambiante. Plus loin cette remarque impliquera de faire une hypothese

ao
supplémentaire pour pouvoir poursuivre le calcul.
D’aprés I’équation 190, il existe un potentiel vecteur A tel que :

B=rotA (193)
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Si on suppose que les aimants ne sont pas conducteurs, la densité de courant y est nulle, de méme que
dans I’air.
Dans la région (1), le potentiel vecteur vérifie I’équation suivante :

AA| =0 (194)
Et, dans la région (l1), I’équation 189 s’écrit :
B —-B
rot| "2 | g (195)
HO'“I’”

Comme Hry, n’est pas constant dans toute le région (Il), il est impossible de faire la méme

simplification que pour la région (I). Nous transformons donc I’aimant réel en un aimant équivalent
dont la perméabilité relative vaut 1. Ainsi I’hétérogénéité n’intervient que sur I’induction rémanente et
I’on peut mener a bien le calcul.

B BIrac By Hj.

figure 72 : caractéristique magnétique réelle et corrigée des aimants a la température ambiante.

Pour essayer de minimiser I’erreur faite en utilisant un aimant équivalent dont la perméabilité relative
vaut 1, nous corrigeons également I’induction rémanente. A une température donnée, la caractéristique
magnétique modifiée a donc la forme suivante :

Ba - Brac
Ha, (Ba)= (196)
210]
Or, on rappelle que la caractéristique magnétique réelle de I’aimant dans la zone réversible est :
Ba - BI‘
Hy(By)=—2 & (197)

La figure 72 montre les deux caractéristiques magnétiques réelle et corrigée. L’induction B,

correspondant a I’intersection des deux caractéristiques vaut :

159



Chapitre 5

Hr,-Br, —Br

Ba.(Br j: a_ac T (198)
| ac ur _1

a

Alors, I’erreur commise sur le champ magnétique en utilisant la caractéristique modifiée vaut :
Ha(Ba)- Ha, (Ba)si B, < Ba;

AH,(By)= ‘Hac (Ba)- Ha(Ba)( = {Hac (By)—Ha (B, )si By Ba, (199)
L’erreur moyenne sur le champ magnétique commise dans I’intervalle [O, Brao } (qui est une plage

cohérente d’utilisation des meilleurs aimants Nd-Fe-B) est définie par :

B
a ac Bra 0

Tous calculs faits, I’erreur moyenne sur le champ vaut :

B B, }|2Bs (B B |+(ur. ~1)| By (B *_Pra
( ra ~Hra -Pry, ) Baj| Pra, J7Pry [T Wry — aj(Pra | T

- (Br ): (201)
a\ ‘dc Ho-Hr, -Br,

2

L’erreur est minimale pour une valeur de [I’induction rémanente corrigée telle que:

=0. En effectuant les calculs, on montre que cette valeur optimale vaut :

dBy,
1+pn
. =_"lapg (202)
ac Zura a

. . , C . fa ,
Avec cette valeur d’induction rémanente corrigée, I’induction Bai vaut 20 et par conséquent la

valeur relative maximale de I’erreur commise sur I’induction dans I’aimant est enregistrée aux deux

Hry -1

extrémités de I’intervalle [O'Bfao } ; elle ne dépend que de Hr, et elle vaut faoB— Mage =
fag Hry

Par exemple, pour un aimant ayant une perméabilité relative de 1,1, I’erreur maximale commise sur

I’induction vaut donc 4,55 %.

En conclusion, la caractéristique magnétique corrigée de I’aimant est la suivante :

B%(Haﬂh)zB%C(Q)+u0Hamch%cO}):B%m.h—ABphg—lhon (203)
Moyennant cette hypothese, I’équation 189 peut s’écrire :
rotBy = I’OtBr“C (204)

Et en utilisant I’équation 193, on obtient celle que Vvérifie le potentiel vecteur dans la région (11) :

AA| =-rot Brllc (205)
Etant données les symétries du systeme, nous exprimons les équations 194 et 205 dans un systéme de
coordonnées cylindriques, dont I’axe (Oz) est confondu avec I’axe de la machine (cf. figure 70).

Comme nous avons fait I’hypothése d’un comportement bidimensionnel du potentiel vecteur, celui-ci
est alors de la forme A = A(r,0).u; et le laplacien du potentiel vecteur s’écrit :
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0°A 10A 1 0°A
A=AA(r,0)u, avecAA(r,9)=—2+——+—2—2 (206)
as o r e
Donc, dans la région (1) I’équation aux dérivées partielles a résoudre est la suivante :
2 2
6A|+56A|+16A|:0 (207)

o2 ror 2 592

Aimantation radiale Aimantation paralléle

gy, ey

B" (0) Bl ()

Mic MNic
Br
Bral aoc
x - —1 = n _n i n .

p 2p 2p p p 2p 2p P
: : : — 0 — : : . 0
1 T 1 1 T 1
1 Ola; — 1 1 : Olairm. — :
1 aim p 1 LJ : aim p g

0 (o !

r||c( ) ! Nic

SN0

figure 73 : induction rémanente des aimants dans les deux cas d’une aimantation radiale et
paralléle.

Dans la région (I1), I’équation aux dérivées partielles contient un second membre : — rot Bryjc - OF
I’induction rémanente de I’aimant a la forme générale suivante :

=1

Nous faisons I’hypothése que les aimants sont « radialement » homogénes de telle sorte que les

composantes B:” et B?“ ne dépendent que de la variable 6. Si I’aimantation de I’aimant est
C

c

purement radiale, le terme B? est nul. Il ne I’est pas si I’aimantation est paralléle (cf. figure 73).

lic
Dans le cas des matériaux frittés, la fabrication de I’aimant étant réalisée par compression, il semble
gue I’aimantation soit plutét de type paralléle. Cependant les conclusions des travaux réalisés par [62]
et [64] montrent que I’influence de la nature de I’aimantation sur les grandeurs macroscopiques (le
couple électromagnétique moyen, le flux moyen par bobine,...) est faible. Pour simplifier les calculs,
nous supposerons donc que I’aimantation des aimants est radiale*’. Le rotationnel de I’induction
rémanente vaut alors :

*4 [64] a développé la totalité des calculs qui suivent dans le cas d’une aimantation paralléle.
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dB" (0) dB'
150 M _ 1 M
rot B, = Br..c(e)_d—é = F.sz (209)

Et I’équation aux dérivées partielles a résoudre dans la région (1) est la suivante :

r

o%A; L1oAy 1 o%A, 1 9B,
+= +—= ==, C

orl r or 2 502 r do

(210)

2.3. Résolution des équations aux dérivées partielles du potentiel vecteur.

2.3.1. Détermination de la forme générale du potentiel vecteur dans les deux régions.

Pour résoudre les équations aux dérivées partielles 207 et 210, nous allons utiliser la méthode
classique de la séparation des variables. Les deux équations sont du méme type, mais dans la région
(1), I’équation aux dérivées partielles contient un second membre. Donc la solution générale de
I’équation 210 est égale a celle de I’équation 207 a laquelle se rajoute une solution particuliére.

Etant donné la périodicité de 2n de la structure, le potentiel vecteur dans la région (I) est de la
p

forme ;

Ay (r,0)= Z(OLL” Pl .r_”'p)(a?’n.cos(n.p.9)+ ﬁ?n .sin(n.p.e)) (211)
n=0

Dans la région (Il), il faut déterminer une solution particuliere, correspondant a la présence des
aimants (introduisant un second terme dans I’équation aux dérivées partielles 210). Pour déterminer

celle-ci, nous commencons par exprimer le second membre. La fonction B:” (9) est représentée sur
c

la figure 73 (et nous considérons le cas d’une aimantation radiale). Elle est périodique de période ﬁ,
p

paire et elle vérifie B' |0+——|=—B" |- —0|: elle peut donc &tre représentée par le
MNic 2.p Mlic| 2.p

développement en série de Fourier suivant :

Z— Br, sm(n oy 2) cos(n.p.6) (212)

n |mpa|r

r||c

L’équation 210 s’écrit alors :

2 2
aA;|+18A||+ 126'6‘2“=—1. E ﬂ-Bra sm(naa )sm(npe) (213)
o2 a2 g r & m 2
n impair

Nous allons rechercher une solution particuliére de la forme :

AR (r,0)= Zy“ n.r.sin(n.p.o) (214)

n impair

On détermine la constante | en injectant la fonction A'loI (r,0) dans I’équation aux dérivées

partielles 213. Nous obtenons la relation suivante :
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4.p
Zy“ n-sin(n.p.6)— Zy” o (np)?.sin(npo)=-= Z —= By, sin| nog. > I 1sin(n.p.6)
nlmpalr nlmpalr nlmpair T
(215)
On en déduit que :
b—(n.p)z]y” n =—ﬂ.Br .sin(n.aa.ﬁj vn>0 (216)
’ n 2 2

Deux cas sont a envisager suivant que la machine est bipolaire ou non.
Pour les machines qui ont plus d’une paire de pbles (p>1), n.p est nécessairement strictement

supérieur a 1. Tous calculs faits, la solution particuliére vaut alors :

Z ﬁsm[naa j r, -T.sin(n.p.6)si p=1 (217)

n impair
Pour les machines bipolaires (p=1), I’équation 216 ne conduit pas a une solution si n=1. Dans ce
cas, on recherche une solution sous la forme suivante :

AR (r,0)=1).1.In(r).sin(6) (218)

L’équation 213 permet de calculer vy :

sin(a nj
ar ,
2 (219)

T

2
Pour les machines bipolaires, la solution particuliere vaut alors :

Y =-Br, .

Aﬂ(r,e)—M.r.ln(r)Brac.sin(e) Z ﬁsm(naa ) r.sin(n.0) (220)

Py n impair
2 n>3

La solution générale de I’équation aux dérivées partielles 210 est donc du type :

Ay (r,0)= Z(ocf,n.rn'p + Biln.r_n'p)(oc?n.cos(n.p.e)+ Ble,n.sin(n.p.e))—

n=0

Z ~(1—)sm(noca ]Bra rsin(n.p.d) sip=l

n |mpa|r (221)

sin(aa.)
—Z_r,ln(r).Bralc sin(0)+ Z ~(—) sm(n 0. j Bry, - sin(n.6) sip=1
n Impalr

n>3

N3

Les machines que nous étudions pour I’application de moteur-roue sont a faible vitesse et a fort couple
massique. A priori, leur polarité est donc élevée. Par la suite, pour simplifier, nous excluons le cas des
machines bipolaires.
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2.3.2. Calculs des constantes d’intégration.

Le calcul des constantes d’intégration apparaissant dans les équation 211 et 221 se fait a I’aide des
conditions aux limites qui existent aux frontieres des régions (I) et (l1).
Nous pouvons écrire les quatre relations suivantes traduisant les lois aux frontiéres (cf. figure 70) :

HY(Rs, . 0)= e 6), 0 (222)
HY (Rr,0)=0,v0 (223)
B} (Ra.0)=B},(R4.0), V0 (224)
HY(Ra,8)=H{ (R4.,6), V6 (225)

Nous allons successivement considérer deux cas :

— premier cas : la densité surfacique de courant a la frontiére du stator et de I’entrefer est nulle et on
ne conserve que les aimants ;

— second cas : il existe une densité surfacique de courant a la frontiere du stator et de I’entrefer non
nulle et nous considérons qu’il n’y a pas d’aimants dans la région (1) ; cela revient a réduire le

domaine d’étude a une seule région ou la permeabilite vaut gy et ou I’induction rémanente est

nulle.
Nous séparons ainsi les deux sources du champ magnétique : les aimants et les courants. Etant donné
la linéarité des équations, nous appliquons le théoréeme de superposition pour exprimer la solution
totale :

solution sans courants surfaciques avec aimant
solution totale = +
solution sans aimant avec courants surfaciques

Dans les annexes 3 et 4, nous développons le calcul des coefficients d’intégration dans les deux cas ci-
dessus.

2.3.3. Expression finale du potentiel vecteur.

L’expression finale du potentiel vecteur total est obtenue en sommant le potentiel créé par les aimants
seuls avec le potentiel créé par les trois densités de courant seules. Les coefficients d’intégration sont
ceux des équations 398 (cf. annexe 3) et 408 (cf. annexe 4). Nous obtenons alors les expressions
suivantes du potentiel vecteur total respectivement dans les régions (1) et (I1) :
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A(r,0,0,5,Ty)= Z A|a,n(r,Ta).sin[n.p.(6+ers)]+iAm,n,m(r)COS[n.p.[e—m.%ﬂ

n impair m=1

sin(na nj
. a.i
2 Ra

(np)?-1

(LJHP +[RSC an (Ri]np
1Ry Ra, 1 or (226)

Ala,n(r'Ta): Brac (Ta). p
n—
2

2.n.p n.p-1
n.p+l—(n.p—1){§aJ —2.[Ra]

r

2.n.p
avec: 1— RSc
Ry

2.n.p
. sin n.p.e—e np 1+ Rr
2p Ng.m 2 r r

T np 0 ' 2.n.p
n.p.—
P 1{?}
Sc

AN(r0.0s Ta)= > {A”am(r,Ta).sin[n.p.(e+ers)]+ ZS:Auc,n,m(r)COS{n.p.(e— g—gﬂ}

n impair m=1
sin| n.og. ~
. a. 2 1

n= .(n-p)z -1
2

Alc,n,m(r): —Ho

Alla,n(raTa)z 2-Brijlc (Ta)

" n.p
npr—-Ry [R—J
r

avec: 2.n.p n.p+1 n.p-1
R R R
1-np+(1+ n.p){ RSC J —2{ S J ( S J

Allc,n,m(r):Alc,n,m(r)

(227)
Or, en utilisant les mémes notations qu’au chapitre 3 de ce mémoire, nous rappelons que lorsque le
rotor tourne a la vitesse de rotation Qpot, I’angle 6,5 que fait I’axe central d’un aimant Nord donné

avec I’axe central d’une encoche aller donnée de la premiére phase (cf. figure 41 du chapitre 3) vérifie
la relation temporelle Org =05y + Qmqt-t. L’angle 05, est la position relative des deux axes (c’est-

a-dire en fait du rotor par rapport au stator) a I’instant initial t=0.
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2.3.4. Potentiel vecteur dans le cas d’une alimentation autopilotée.

Nous allons réécrire I’expression du potentiel vecteur dans le cas ou la machine est autopilotée.
Nous rappelons sur la figure 74 la forme idéale des courants dans les trois phases lorsque le moteur est

autopiloté (cf. chapitre 3). Nous considérerons la séquence élémentaire ot 0,5 appartient & I’intervalle

i1=0
[_GLGL} Pendant cette séquence, les courants des trois phases valent: {ip =—I. Les six
p o.p :
iz=1

séquences sont similaires d’un point de vue électromagnétique, car, lorsque le rotor a tourné d’un

i e <1, o
angle 3p’ les capteurs de position imposent & I’onduleur de commuter les courants de maniere a
P

) o - n
décaler la densité de courant équivalente au stator de —.

En mode autopiloté, le potentiel di aux aimants est inchangé. En revanche, celui di aux courants
statoriques peut se simplifier :

3 ) 4p nel sin(n.p.ezeJ r n.p
.TC . .
E A r)cos| n.p| 6 —m.=— | |=—pg.—=. -5, . .
||c,n,m() { p( 3'pﬂ Ko T np (Rs J
m=1 c

B¢
n.p.—
P 2

2.n.p (228)
1+ —
r n .. T .
—Z.n.p'(_l) .sm(n.gj.sm(n.p.e)
R5c
1-| ¢
Ry

En tenant compte du fait que n est impair, nous obtenons alors les expressions simplifiées suivantes du
potentiel vecteur total dans les régions (1) et (1) dans le cas d’une alimentation autopilotée :

Atap(16,0r5,1,T, )= Z:{Am,n (1, Ta)sin[np. (6 + 6y )|+ Aggp,n (1, 1):sin(n.p.6)}

n impair
2.n.p
sin(n.p.ee) n.p 1+(Rrj (229)
avec: Ajgon(r I):uo.ﬂ. Nl 2)| T : ' .sin(n.ﬁj
ap,n\h T np npei Rs, . 2.n.p 3

2 1-| Rr

RSC
n impair (230)

avec: A||ap,n(r.|)=A|ap,n(rv|)
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figure 74 : allure idéale des courants dans les trois phases lorsque le moteur est autopiloté

T
(erso =2_p)'

2.4. Calcul du couple électromagnétique.

Nous pouvons calculer le couple électromagnétique Cgy, du moteur en intégrant le tenseur de

Maxwell sur une surface quelconque insérée dans I’entrefer. Nous choisissons un cylindre de rayon
Rs. . On obtient :
C

2 0 r 2
En utilisant la relation constitutive dans I’air, nous réécrivons Ceny, :
2
Cem (erSvTa):TC-IO B (Rsc 'e’ers’Ta)B{(Rsc 0,0rs, Ta )de (232)

En mode autopiloté, les équations 387 et 388 permettent d’exprimer Cgp, en fonction du potentiel
vecteur :

ke lgor .Re 2 2.7 A an (1,0, 0pc, I, T, AL (F.6.0, 1. T
Cem(Ors, 1, Ta) =~ Ffer- s I Iap( s a)J 1 . Iap( rs:1,Ta)
r=RSC

. J o
l,lo 0 8r RSC 59 I’:RS
C
(233)
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Soit, en développant I’expression du potentiel vecteur :

ke lfor R
Cem(ers’LTa):_m-
1o
d Z{Am,n(r,Ta).sin[n.p.(9+9rS)]+A|ap,n(r,I).sin(n.p.e)}
n impair
or (234)
2.
j do

0 Rsc

m impair

a0

Cette équation se met sous la forme suivante puisque le potentiel vecteur est or périodique :
p

Ky Ifer-R
Cem(ers’l’Ta):_m'
1o
Aan(r,Ta) =
r, h.
—Ia’gr a ] -Ala,m(RsC:Ta)I P sin[n.p.(6 + Oys )] cos[m.p.(6 + Oy )] d6 +
Rs, 0
oAlan(rTa) =
r D o
Ia,gr a J -Alap,m(RSc’l)I P sin[n.p.(6 + Oys )} cos[m.p.6]d6 + (235)
Rse 0
2 X 2

impair m impair | A r,T
n impair m impair M] -Ala,m(RsC’Ta)'[ P sin[n.p.6] cos[m.p.(6 + By )}d6 +
0

2n

O0A T
tap.n (1 a)J 'Alap,m(RSc’l)I P sin[n.p.6} cos[m.p.6]do
0

En effectuant les calculs, on obtient I’expression du couple statique en fonction de la position 6,5 du

rotor par rapport au stator, du courant | et de la température T, des aimants :

Cem (Brs. 1, Ta)=8.p.ks Ifer -Ra-Brac (TaJns.1. Z[Cem,n .sin(n.p.6rs )]

n impair
sin(n.aa.g) sin(n.p.ezej R. \NP
avec Cemn = . 5 .sin(n.ﬁ}n;g.[iJ _ (236)
n% n.p.?e 3)(np)> -1\ Ra

r

2.n.p
1| Ree
Ry

2.n.p n.p-1
n.p+1—(n.p—1){§aj —2.(?}
"
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Pour chacune des six séquences élémentaires, on a la méme expression du couple statique décalé de

3i. Ainsi, le couple électromagnétique développé par le moteur en mode autopiloté est périodique de
P

‘- T , . . . y:
période ——. L’expression calculée ci-dessus est valable lorsque O, est dans Iintervalle

3.p
[erso _6ip'er50 +6—7I|J Alors le couple électromagnétique moyen est défini par la relation
suivante :
Orgn +—
1 0 "6.p
Cem moy (erso ' I’Ta)= TJ.G ?;'p Cem (erS' l,Ta )-ders (237)
e S) " 4 -
3p 6P

En effectuant les calculs avec I’expression du couple donnée par I’équation 236, on obtient le couple

moyen Cemmoy :

- T
SN N.—
6) .
eMmoy \Ursg+ 1+ 'a /= O-P-Bf Ifer-Ra-Bry  la)Hs-1- emnll, Tg)———. P-Orsg
C y(e |T) 8.p.ks Ifer .R BC(T)nI Cemn(l,Ta) (njsm(npe ) (238)
n impair n-g

On choisit un angle d’autopilotage erso égal a Zl pour que le moteur développe le couple moyen
P

maximal qui vaut alors :

sin(n.gj
. s
Commoymay (1,T,) =8.p.ks Iter-RaBr, (T4 )N, E Cemln(I,Ta).—n.sm(n.Ej (239)
n impair n-g

2.5. Prise en compte de la saturation magnétique du stator et du rotor : calcul d’un
coefficient de saturation.

Les calculs réalisés reposent sur I’hypothese que les perméabilités du stator et du rotor sont
infinies. En réalité, ce n’est pas le cas, surtout si le flux créé par les aimants s’additionne au flux créé
par les courants statoriques. Dans ce cas, le matériau ferromagnétique du stator sature. Cela a pour
influence de diminuer I’induction dans I’entrefer et par suite le couple moyen. Dans notre cas, ceci est
d’autant plus important que le moteur doit pouvoir fournir des couples élevés, qui sont obtenus en
augmentant I’intensité des courants statoriques. Il est donc important de pouvoir prédire I’évolution
des ampéres-tours statoriques nécessaires a I’obtention d’un couple donné afin de calculer le plus
justement possible les pertes, le rendement et les échauffements de la machine aux points de
fonctionnement les plus contraignants.

2.5.1. Principe de la méthode.

Nous proposons une méthode permettant de tenir compte simplement de la saturation des
matériaux magnétiques. Elle consiste a corriger I’entrefer efficace en le multipliant par un coefficient
de saturation, de la méme maniére qu’on a pu le faire avec le coefficient de Carter [62].
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Pour comprendre cette méthode, revenons au modele monodimensionnel simplifié décrit au
paragraphe 2.1 de ce chapitre (cf. figure 69). Si nous ne supposons plus que la perméabilité du fer est
infinie, I’application du théoréme d’Ampeére sur le chemin Cy, améne & écrire que :

Jﬁ.dh jFI.dT+ jﬂ.dT:O (240)
aimant entrefer fer
Introduisons le coefficient de saturation kg défini par :
Zampéres —tours consommésdans tout le circuit magnétique

kg = (241)
Zampéres —tours consommésdans I'entrefer et les aimants

Compte-tenu de la relation 240, kg s’exprime par :

OB )
JA H+ a_\dl+ JH.dI+IH.dI
H0-Hry

kg = aimant entrefer fer (242)

_ By _ o
J' H+ a_ldl + IH.dI
HO'ul’a

aimant entrefer

Nous pouvons alors réécrire I’équation 240 :

OB ). ol B,
Ks. I H+ & ldl+ jH.dI - J. & _dl=0 (243)
_ HOHr, J o,
aimant entrefer aimant
En effectuant les calculs, I’induction dans I’entrefer vaut :
h—a.Br h—a.Br
Ly a Ly a
Be = a __'Ta (244)
kg ent + —2-
Hry

L’induction dans I’entrefer est donc obtenue en utilisant le résultat fourni par le calcul ou les ampéres-
tours consommeés dans le fer sont négligés et en multipliant I’entrefer efficace par le coefficient de
saturation (cf. équation 181).

L’entrefer efficace modifié par les coefficients de Carter et de saturation vaut :

Quant a I’entrefer equivalent entqg et au rayon statorique RScs corrigés par les coefficient de Carter

et de saturation, ils sont définis par les relations suivantes :

R, (ks)=Rs — (K¢ ks —L)entc (247)
Dans les équations 226, 227, 229 et 230 le rayon statorique Rs, doit étre remplacé par le rayon

Cependant le calcul du coefficient de saturation n’est pas aussi simple qu’il y parait. En effet, si
I’induction dans I’entrefer dépend de kg, alors le flux dans I’entrefer dépend de kg et, d’apres le
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principe de conservation du flux, les inductions et les champs dans les aimants et dans le fer aussi. Par
suite les ampéres-tours consommés dans les différentes parties de la machine sont également fonction
de K. Le coefficient sera donc déterminé en résolvant (par itérations numériques) I’équation implicite

suivante :

ks = atfer (Ks) + atentrefer (Ks ) + ataimants (Ks) 14 atfer (Ks) (248)
atentrefer (ks ) + atgimants (ks ) atentrefer (ks ) + algimants (ks )

Configuration de conjonction de flux

/ \
| v |
Champ rotorique
=y X I
Champ statorique
-ng.| -ng.|

\

figure 75 : configurations schématiques de conjonction et d’opposition des champs statoriques et
rotoriques.

Il reste maintenant a évaluer I’expression analytique de ces différents ampeéres-tours. Pour cela, nous
supposons que la machine est autopilotée et que I’on se trouve dans une séquence élémentaire de
conduction (hors commutation). Nous définissons deux configurations particuliéres :

— la configuration de conjonction des flux : c’est la position relative du rotor par rapport au stator ou
le champ créé par les aimants est de méme sens et de méme direction que le champ créé par les
conducteurs du stator ; I’angle vaut alors 6,5 =0 ;

— la configuration d’opposition des flux : c’est la position relative du rotor par rapport au stator ou le
champ créé par les aimants est de méme sens et de direction opposé au champ créé par les

’ T
conducteurs du stator ; I’angle vaut alors 6,5 =—.
p

La figure 75 précise ces deux configurations. En réalité le moteur ne se trouve jamais dans ces deux
positions extrémes (ou le couple est nul), mais entre les deux : la position ou le couple est maximum
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correspond en principe a la position médiane ou le champ du stator est décalé de iE électrique par

rapport au champ rotorique. Nous faisons alors I’hypothese que le coefficient de saturation est la
moyenne arithmétique des coefficients de saturation calculés dans les deux configurations,
respectivement sur les chemins Ccqpj et Cqp (cf. figure 68).

2.5.2. Calcul des ampeéres-tours.

Les calculs des amperes-tours dans I’entrefer, les aimants, le rotor et le stator sont développés dans
I’annexe 5. Remarquons que pour passer de la configuration de conjonction des flux a la configuration
d’opposition des flux, la figure 75 montre clairement qu’il suffit de remplacer I par — 1.

2.5.3. Calcul du coefficient de saturation.

D’aprés I’équation 248, le coefficient de saturation calculé dans la position de conjonction des flux
est donné par I’équation implicite suivante :

Atrotygnj (Ksgonj+ 1 Ta) +lstatgnj (Ksgonj + 1 Ta) +atdent oy (Ksgopj 11 Ta)

KSconj = t Ke  1,T,)+aty; ke T (249)
lentcon ( Sconj’ "’ a)+a aimgon; ( Sconj’ a)
Celui calculé dans la position d’opposition de flux vaut :
1. atroty, (Ksgp o1 Ta) + alstat, (Ksg, 1. Ta) +atdent g, (Ksg, 11 Ta) (250)
Sop = :
P alenty, (Ksyy o1 Ta) +ataim, (Ksy o1 Ta)

Les deux coefficients ci-dessus peuvent étre numériquement déterminés si on fixe | et T,. Et le

coefficient de saturation global vaut alors :

Ks -(|aTa)+ks ('aTa)
ke(I,Ty)= —2 5 o (251)
Ainsi, pour une machine et un type d’aimant donnés, le coefficient de saturation est fonction du

courant | injecté au stator dans une séquence élémentaire d’autopilotage et de la température T, dans

les aimants, c’est-a-dire des sources du champ magnétique dans la machine.

2.5.4. Remarques sur la validité de la méthode.

La méthode que nous venons de décrire permet de tenir compte de I’influence des non-linéarités
des matériaux magnétiques doux du stator et du rotor dans un modele dont les équations supposent a
priori des perméabilités infinies de ces matériaux. Il est bon de préciser que la méthode sera
essentiellement justifiée par une aptitude correcte a modéliser les phénomenes non-linéaires
macroscopiques (tels que la saturation de la courbe de couple en fonction des ampéres-tours injectés
au stator) mais qu’elle ne repose pas sur un raisonnement physique rigoureux. En quelque sorte, nous
pouvons dire que le modéle fonctionne (cf. chapitre 7 de ce mémoire).

2.6. Prise en compte de I’inclinaison du stator.

Pour diminuer I’effet de réluctance di a I’encochage du stator (ondulations de couple, de la force

électromotrice,...), on incline le stator d’un angle égal a I’ouverture du pas dentaire 0; :N_n (cf.
d

Chapitre 3). Pour une machine triphasée a p paires de pdle et une encoche par pble et par phase,
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I’angle 6; vaut 31 On va supposer que cette caractéristique tridimensionnelle du stator peut étre
P

traitée a I’aide du théoréme de superposition. Ainsi, si on considere une machine bidimensionnelle de
référence dont I’angle que fait le rotor avec le stator vaut 0, la machine réelle est la résultante de

. - . . . . . s R I R .
machines bidimensionnelles réguliérement décalées de “op a op par rapport a le machine de
P P

référence. Alors, les grandeurs magnétiques de la machine ayant un stator incliné sont la résultante des
grandeurs magnétiques des machines bidimensionnelles décrites précédemment auxquelles on peut
appliquer les calculs développés jusqu’ici.

Si on considére la grandeur magnétique gdmag (potentiel wvecteur, induction, couple

électromagnétique,...), ayant la forme suivante pour la machine bidimensionnelle de référence :

9dmag, (r,6,6rs) = ngmaQZd n(r)-sin[n.p.(6 + 65 )+ 6g] (252)
n

Pour la machine ayant un stator incliné, la grandeur gdmag vaut :

3 (/6. :
_%-p n
Soit, en effectuant les calculs :
. T
Sln(n.Gj
n n.—
6

Il faut donc corriger le terme général des séries de Fourrier correspondant & un phénomeéne intégré sur
la longueur de la machine (le couple électromagnétique, la fém ou le flux envoyé par les aimants dans
une phase).

2.7. Résumé des caractéristiques de fonctionnement magnétique.

Nous résumons dans ce paragraphe les équations magnétiques de fonctionnement dans le cas d’une
i1=0
alimentation autopilotée ou <ip =—I et en tenant compte de la saturation magnétique et de
ig=1
I’inclinaison du stator.

2.7.1. Caractéristiques de fonctionnement magnétique a vide.
Nous donnons d’abord les caractéristiques magnétiques concernant le fonctionnement a vide.

2.7.1.1 Induction radiale dans I’entrefer.

C’est I’induction radiale au niveau de la frontiére stator équivalent — entrefer (cf. équations 387 et
226).
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Bgm (6,65, Ta)= ZBentv (Ta ).cos[n.p.(6 + 65 )]
n impair

sm(n ag 2] np
n. : -

2
evaton i 2 o e
_(Rsc[ks(O,Ta)]Jz.n.p ( J

Ry

2.7.1.2 Induction maximale dans I’entrefer.

C’est la valeur maximale de I’induction radiale dans I’entrefer Bgm (6,05, Ta).
\

Bent,, (Ta)= ZBentv (Ta) (256)
n impair

2.7.1.3 Flux a vide dans I’entrefer.

C’est le flux créé par les aimants qui traverse la frontiére stator équivalent — entrefer (cf. équations
387 et 425).

dent, (Ta)= Zd)entv,

n impair

)S,n[naa )( +) sinfnf Joosn 57} o

avec: ¢entv,n(Ta)=—8-kf-|fer-Ra'Brac (Ta) P (np?2-1
: :

n.p+1—(n.p—1)-(FRe?]2-nP_2_(2]&&1 5 o
1—(R5c[k5(0’Ta)]J2-”-p ( ]

Ry

N-\ a

(257)

2.7.1.4 Inductions maximales a vide dans le stator.

Nous donnons successivement les valeurs des inductions maximales dans la culasse statorique,
dans I’isthme de la dent et dans la dent, en négligeant les flux de fuites dans I’encoche.
— induction maximale a vide dans la culasse statorique (cf. I’équation 426) :

dent,, (Ta)
— induction maximale a vide dans I’isthme de la dent (cf. équation 430) :

Bes, (Ta)= (258)

174



Modélisation magnétique d’un moteur roue synchrone sans balais, a force électromotrice trapézoidale et de son

alimentation.
Bic. (T,)= dent,, (Ta) (259)
BVEETT 2k dger (Ing +21is)
— induction maximale a vide dans la dent (cf. équation 431) :
dyi'a 2.ks Ifer Iy

2.7.1.5 Flux a vide au sommet de I’aimant.

C’est le flux créé par les aimants qui traverse la frontiere aimant — rotor. On le calcule a partir des
équations 227 et 418.

baim,, (Ta)= Z¢a|m\, n(Ta)

n impair

sm(naa jsm( gj . N
avec: ¢aimv,n(Ta)=—4-|fer-BraC (T2) .sin(n.aa.Zj.cos(n.aa.zj,(—

nz nT n.p)? -
2 6
(np-1)R, +
2.n.p n.p+1 n.p-1
R R R
1-np+(+ n.p).( RSC J —2.[ RSC J [ RSC J np
’ R r r a Ra
a R. \2NP | Rr
s
1— c
[ Ry J (261)

2.7.1.6 Induction maximale a vide dans le culasse rotorique.

On la déduit de I’équation 419 :

daim,, (Ta)

B Ta)=— V=7 262
er, (Ta) 2 kg dror or (262)

2.7.2. Caractéristiques de fonctionnement magnétique en charge.

On parle de fonctionnement en charge lorsque le stator est alimenté et qu’il fournit un couple
électromagnétique.

2.7.2.1 Couple moyen maximal du moteur.

Lorsque I’angle d’autopilotage est réglé de maniére a rendre maximal le couple électromagnétique

du moteur, celui-ci s’exprime a partir de I’équation 239, en tenant compte de I’inclinaison du stator et
de la saturation magnétique :
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Cemmot (1,Ta)=8.p.ks -|fer-Ra-BraC (Ta )ns.I. ZCemmot,n(l,Ta)

n impair
2
. T . 0e . yis
sm(n.aa.zj sm[n.p.zj sm(n.6) i, A np
avec Cem . n(l,Ta)= : : .sin(n.—j.sin(n.—j.+. (263)
me n.g n.p.eze n% 3 2) (n.p)* -1

o et rori-pa B o B
( Ra J : 1(Rsc[ks("Ta)]J2'n'p

Ry

2.7.2.2 Induction minimale dans les aimants en charge.

Lorsque le moteur doit développer un tres fort couple, I'aimant est soumis a un champ
démagnétisant important. Nous évaluons ici I’induction minimale a la frontiére de I’entrefer avec
I’aimant® dans la configuration d’opposition ol le champ statorique s’oppose complétement au champ
créé par les aimants et en négligeant la saturation magnétique afin de considérer la pire situation. Il
faut que I’induction calculée alors soit toujours supérieure a I’induction correspondant au champ limite
de rigidité de I’aimant sur toute la plage de fonctionnement, c’est-a-dire a la température la plus élevée
et pour le courant statorique le plus important*.

Bamin (laTa)Z ZBamin,n(l’Ta)
n impair

R 2.n.p
n.p+1—(n.p—1).(RaJ -

r

(264)

*° Crest dans cette partie de I’aimant que le champ démagnétisant est le plus important, donc le plus génant.
%8 Attention, en pratique, il convient de se méfier des fonctionnements transitoires oll le courant statorique peut
prendre des valeurs importantes pendant un temps trés court.
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3. Modélisation numérique.

La méthode analytique que nous venons de présenter nécessite beaucoup d’hypothéses sur les
matériaux, la prise en compte de la saturation est approximative et, du fait de la transformation du
stator, le modele analytique ne tient pas compte des phénomeénes de denture. Cette approche trouve
son intérét dans I’optique d’un dimensionnement par optimisation du systéme. Pour autant, nous allons
montrer que des simulations numériques peuvent étre un complément judicieux pour valider un
dimensionnement réalisé sur la base du modéle analytique précédent. Dans ce paragraphe, nous
présentons donc sommairement I’outil de simulation numérique utilisé, puis nous décrivons les
simulations a effectuer et I’exploitation des résultats afin, non seulement de confirmer les grandeurs
résumées au paragraphe 2.7, mais aussi d’apporter des informations nouvelles.

Remarquons que, dans la suite de ce mémoire, chaque grandeur calculée numériquement sera
représentée avec une étoile pour la distinguée de la méme grandeur calculée analytiquement.

3.1. Description sommaire de I’outil utilisé.

Pour simuler numériquement le comportement magnétique du moteur, nous utilisons le logiciel
FLUX2D [33] de calcul magnétique, électrique ou thermique par la méthode des éléments finis. Ce
logiciel, grace a sa structure modulaire, permet une simulation rapide d’un moteur synchrone a
aimants permanents*’. 1l se décompose en quatre modules fondamentaux :

— un module de description de la géométrie et de maillage de la structure ;

— un module de définition des propriétés physiques de la structure a partir d’une banque de
matériaux ;

— un module de résolution, c’est-a-dire de calcul numérique (par la méthode des éléments finis) de la
variable d’état (ici le potentiel vecteur) en tous les nceuds du maillage ;

— un module d’exploitation permettant un calcul exhaustif des grandeurs microscopiques® et
macroscopiques (couple, force électromotrice, flux,...).

3.2. Description géométrigque et physique du moteur-roue.

Le logiciel utilisé sait exploiter les symétries d’une structure. Ainsi, il autorise a ne représenter
gu’une section élémentaire de la machine : deux péles. La figure 76 montre les contours de la
géométrie du moteur-roue de 30 kW (cf. annexe 1) décrite dans FLUX2D.

Pour ce qui est du maillage de la géométrie, nous pouvons faire les deux remarques suivantes :

— le maillage doit étre suffisamment fin pour obtenir une précision correcte ;

— le maillage ne doit pas étre trop dense sous peine de ralentir fortement les calculs.

On retiendra que les culasses peuvent étre maillées relativement grossiérement, alors que les dents et
surtout I’entrefer doivent I’étre plus finement. Nous choisissons deux épaisseurs de maille dans
I’entrefer qui est le lieu de la machine ou les variations du champ magnétique sont les plus
importantes.

*" Nous détaillons dans le dernier chapitre de ce mémoire comment les différentes simulations peuvent étre
automatisées en utilisant une structure géométrique paramétrée et des fichiers de commande ; cela permet
d’accroitre I’efficacité du processus de conception.

8 on peut citer I’induction en tous les points de la machine ; la connaissance de cette grandeur microscopique
permet de détecter d’éventuelles saturations locales.
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Pour automatiser le maillage, nous choisissons en fait une longueur de maille |,4;e COnstante dans

. . . ent . . s
toute la machine et égale a - Comme, par hypothese, nous avons fixé une structure géométrique

- - ent g
pour tous les moteurs-roues que nous considérons ici, la formule |,e =—— est générique et elle
2

permet de réaliser automatiquement le maillage pour une machine donnée. Ce maillage n’est pas
optimal®®, mais il présente I’avantage d’obtenir des résultats précis sans intervention manuelle du
concepteur. Le maillage du moteur-roue 30 kW est donné dans la partie droite de la figure 76.

Nous avons utilisé des caractéristiques non-linéaires pour les tdles statoriques et les aciers rotoriques
afin de tenir compte de la saturation des matériaux magnétique ; cela permet notamment d’évaluer
correctement la valeur du couple électromagnétique pour un niveau d’ampeéres-tours donné. Pour ce
qui est des aimants, la caractéristique magnétique B(H) est une droite de pente HO-Mr, et d’ordonnee a

I'origine By, (T). On modifie la valeur de I'induction rémanente de I’aimant en fonction de la

température moyenne de I’aimant T, conformément a I’équation 117. Cela impose de connaitre ou de
supposer connue cette température au début de la simulation.

figure 76 : contours et maillage du moteur-roue 30 kW.

3.3. Description des simulations réalisées.

Nous allons décrire successivement les simulations du moteur a vide et en charge.

49 Notamment, les culasses sont sur-maillées.
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3.3.1. Simulation du fonctionnement du moteur-roue a vide.

L’objectif de ces simulations est de recalculer toutes les grandeurs du paragraphe 2.7.1, c’est-a-dire
d’établir la valeur de I’induction dans tous les points importants de la machine (entrefer, rotor, dent et
culasse statorique). Pour cela, une seule simulation en magnétostatique a vide est utile. A partir de
celle-ci, nous calculons d’abord I’induction en plusieurs points importants de la machine :

induction maximale dans le rotor : Bcrv*(Ta) ;
— induction maximale dans I’isthme de la dent : Bisv*(Ta) ;
—  induction maximale dans la dent : By~ (T, ) ;

\'

- - - *
— induction maximale dans la culasse du stator : Bg, (Ta).

De plus, a partir de cette simulation en magnétostatique on trace une cartographie détaillée de
I’induction dans toute la machine, sous la forme d’un dégradé en couleur (ou en niveaux de gris). La
figure 77 montre un exemple d’une telle image et précise la position des points de calcul des
différentes inductions. Cette image nous informe aussi sur des saturations locales au niveau de
I’isthme de dent. A partir du tracé des lignes de champ dans la machine (cf. figure 78), on peut
apprécier le chemin du flux dans la machine et détecter d’éventuelles fuites. Remarquons que, sur la
figure 78, nous avons choisi la position du rotor par rapport au stator qui conduit a la plus forte
saturation des dents. En effet, le flux créé par les aimants ne circule qu’a travers deux dents alors que

" , , T . .
dans une position décalée de + 6_ , le flux des aimants traverse trois dents.
P

Pour ce qui est de I’induction radiale dans I’entrefer, nous tragcons la courbe représentative de

Bgm (6,T,) au milieu de I’entrefer pour ee{o,z;p“} Sur la figure 79, nous avons d’abord
Vv

représenté la courbe obtenue directement par la simulation. Nous observons des ondulations de
I’induction dues aux effets de réluctance de la denture statorique. Or le stator étant incliné pour
supprimer ces effets, nous définissons une courbe moyenne sur toute la longueur de la machine. Pour

r

*
ent (6) a partir des points obtenus par la simulation et nous
\'

cela, nous interpolons la courbe B

calculons la courbe résultante apres inclinaison d’un pas dentaire par la formule suivante :

*

4T
B' *(G,Ta):ﬁ.J‘ *PBT (04T, )do (265)
& _%-p

enty inc ent,,

- - - 7 * -
La valeur maximale de I’induction dans I’entrefer notée Bep, (6,T,) est directement lue sur la

. - r *
courbe représentative de By (0).

Enfin nous évaluons le couple de détente, c’est-a-dire le couple a vide. Ce couple dépend de la
position du rotor par rapport au stator. Sur la figure 80, nous avons représenté ce couple Cdét*(e,Ta)
pour le moteur 30kW en fonction de I’angle 6,5 que fait le rotor par rapport au stator avec et sans la

prise en compte de I’inclinaison. Nous réalisons autant de simulations en magnétostatique que
d’échantillons que nous voulons obtenir. Nous observons que ce couple est périodique d’un pas
dentaire en I’absence d’inclinaison du stator et qu’il est nettement filtré par I’inclinaison du stator.
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Tesla
.7580055E-01
L2269517
.37810z8
.5Z9Z538
L B2304050
8315561
L9827071
1.133858
1.285009
1.436161
1.587312
1.735463
1.889614
2.040765
2.19191nA
2.305279

figure 78 : lignes d’induction magnétique a vide dans le moteur-roue 30 kW (T, = 40°C).
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— —stator non incliné — stator incliné

figure 79 : inductions radiales dans I’entrefer du moteur-roue 30 kW, obtenues par une
simulation directe et par une simulation corrigée en tenant compte de I’inclinaison du stator

(T, =40°C).
Cast (N.m)
A
200 [ A —— E..........E..........E............E. ........... E. .......... E .......... E..........E .......... .E
150 1

100 1

50 1

-50

-1004- ..x ...... r-a ........... -..\I.. .......... ..-\ ...... i.
SN A A A A

-1504- R J,, ........... oo J. .......... frovsneendes ,l

OO S NN N MO NN OO SN NN N
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figure 80 : courbes représentant le couple de détente du moteur-roue 30 kW obtenu par une
simulation directe et par une simulation corrigée en tenant compte de I’inclinaison du stator
(T4 =40°C).
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3.3.2. Simulation du fonctionnement du moteur-roue en charge.

En charge, c’est-a-dire lorsque les ampéres-tours au stator ne sont pas nuls, nous nous intéressons a
deux problemes: le calcul de la valeur moyenne du couple électromagnétique et I’étude de la
désaimantation des aimants pour des valeurs données des ampéres-tours au stator et de la température
des aimants. Pour une étude exhaustive du comportement de la machine en charge, il faut donc réaliser
une série de simulations en fixant la température des aimants et en faisant varier les amperes-tours,
puis recommencer cette série autant de fois que de températures d’aimant considérées. Si on considére
Nat €chantillons d’ampéres-tours et nt_ échantillons de température d’aimant, il faut donc considérer

Nat XN, Cas. L’importance d’automatiser au maximum ces simulations apparait clairement.

Commencons par décrire les simulations permettant de calculer le couple moyen en alimentation
autopilotée. Pour cela, nous fixons les ampéres-tours dans les encoches conformément au schéma de la
figure 81.

—at

+at

figure 81 : valeur des ampeéres-tours dans les encoches pour une alimentation autopilotée.

Nous réalisons plusieurs simulations en magnétostatique en faisant tourner le rotor par rapport au
stator et, pour chaque simulation, nous calculons le couple électromagnétique. En interpolant les

résultats, nous pouvons tracer le couple statique Cem*(ers,at,Ta) en fonction de 0,5. Nous tenons
compte de I’inclinaison du stator en appliquant une formule identique a celle de I’équation 265, ce qui

permet de calculer Cemdec*(ers,at,Ta). Par simple décalage de 3i nous obtenons les cing autres
P

couples statiques correspondant aux cing autres séquences d’autopilotage. Nous supposons que I’angle

d’autopilotage ers* correspond a I’angle naturel d’intersection entre deux couples statiques

7 - s - . *
consécutifs. Nous en déduisons alors le couple dynamique Cgyp, (65.at,T, ) et nous pouvons calculer

* -
le couple moyen Cep, (1,T,) par la formule suivante :
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C

€Mmot

*(at,Ta):ﬁ.
T

eI'S*+T[3_p *
Cemgec (Or,at, T, )dOys

*
eI'S

alimentation.

La figure 82 illustre ce qui vient d’étre énoncé sur le calcul du couple électromagnétique moyen.

4
2500 A

2000 -

1500 -

1000 -

500 -

couple (N.m)

couple statique de référence
couale dynamique

PV 1 1 \, AV |\.I|

-500 A

-1000 4

-1500

-2000

-2500 -

\i\o 150/ 180 210 240 27
U r

couples statiques en tenant compte de | "inclinaison de stator

figure 82 :couples statiques obtenus par une simulation directe et par une simulation corrigée en
tenant compte de I’inclinaison du stator (T, = 40°C et at = 1000 A) et couple dynamique.

Enfin, parmi les simulations précédentes, nous considérons celle qui correspond a la situation
d’opposition des flux. Pour celle-ci nous tragons au pied de I'aimant (r=R,) le module, la

composante radiale et la composante tangentielle de I’induction en fonction de I’angle 6. Nous
pouvons accompagner ce tracé d’un dégradé d’induction dans les aimants. Cela permet de détecter des
risques éventuels de désaimantation. Il est bon d’effectuer ces simulations pour la température
maximale possible des aimants afin de prendre une marge de sécurité. Nous montrons les courbes
d’induction dans les aimants sur la figure 83 et le dégradé d’induction sur la figure 84.
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Te=zla
L 7843751E-01
2153125
3521875
LA890625
LGBZE9375
LTEZE125
.8996875
036563
173438
310313
LA47155
554063
720937
.857813
9946358
097344

| N i e

figure 83 : dégradé d’induction dans le moteur 30 kW dans la configuration d’opposition des
flux (T, = 40°C et at=2000 A).
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figure 84 : induction radiale a la base des aimants du moteur 30 KW dans la configuration
d’opposition des flux (T, = 40°C et at=2000 A).

184



Modélisation magnétique d’un moteur roue synchrone sans balais, a force électromotrice trapézoidale et de son
alimentation.

4. Conclusion.

Dans ce chapitre, nous nous étions donné pour objectif de calculer les grandeurs magnétiques d’un
moteur-roue synchrone a aimants alimenté par des quasi-créneaux de courant. Dans un premier temps,
nous avons donc développé un modéle analytique possédant les principales caractéristiques suivantes :
— il s’agit d’un modele bidimensionnel fournissant I’expression du potentiel vecteur en chaque point

de I’entrefer et des aimants sous la forme de séries ;

— nous avons développé a la fois le cas général d’une alimentation quelconque et le cas particulier
d’une alimentation autopiloté ;

— ce modéle tient compte de la température des aimants ;

— enintroduisant un facteur de saturation, nous avons proposé une méthode permettant d’apprécier,
d’un point de vue macroscopique, I’influence de la non-linéarité des matériaux magnétiques sur
les inductions dans la machine et sur le couple électromagnétique.

Dans un second temps, nous avons décrit les simulations numériques a effectuer pour valider et
compléter les résultats obtenus par le modéle analytique. En particulier, nous avons pu tracer le
dégradé d’induction et les lignes de champ dans la machine et nous avons calculé I’amplitude du
couple de détente. Nous allons maintenant étudier les performances électromécaniques, c’est-a-dire les
différentes puissances en jeu, les différentes pertes et les rendements dans les diverses composantes du
systeme.
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Chapitre 6. Modélisation electromécanique

d’un moteur roue synchrone sans balais, a

force électromotrice trapézoidale et de son
alimentation.

1. Introduction.

ANS ce chapitre, nous développons les équations permettant de calculer toutes les grandeurs

électromécaniques du systeme. Il s’agit des grandeurs électriques (les tensions et les

courants) et des grandeurs représentant le bilan énergétique (les puissances, les pertes et le
rendement). Pour cela, nous partons du couple et de la vitesse imposés aux roues du véhicule et nous
remontons progressivement a travers tout le dispositif (réducteur, moteur, convertisseur) a la puissance
absorbée par la batterie. Parallélement, nous établissons un schéma électrique équivalent du systéme
pendant une séquence élémentaire d’autopilotage du moteur. De la méme fagcon qu’au chapitre
précédent, nous développons d’abord une modélisation analytique et ensuite une modélisation
numérique.

2. Modélisation analytique.

2.1. Calcul de la puissance mécanique aux roues et au moteur.

Supposons que les contraintes extérieures imposent au niveau des roues un couple de charge C,

pour une vitesse de rotation Q, . La puissance mécanique demandée aux roues est :

Pm, (Cr.Qr)=Cr.Q, (267)
Si le moteur entraine la roue a travers un réducteur de rapport rq, la vitesse de rotation du moteur
vaut donc :

Qot(Qr) = O Freg (268)

Si le réducteur a un rendement rend,q constant en fonction de la vitesse, le bilan de puissance

représenté sur la figure 85 permet d’exprimer la puissance mécanique du moteur en fonction de celle
de laroue :

Pm. (C/,Q
Pmot(Cerr)= mr( r r): Criy (269)
rend eq rend eq
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Le couple mécanique demandé au moteur vaut donc :

Pmot(Cr, Q) C
C C.)= mot\~r»><r/) _ r
mot( r) Qmot(Qr) Mred-rénd req

(270)

Puissance mécanique

Puissance mécanique du moteur

aux roues

Pertes dans
le réducteur

figure 85 : bilan de puissance au niveau de la roue et du réducteur.

Puissance électromagnétique
Puissance mécanique du moteur

du moteur

Pertes mécaniques
dans le moteur

figure 86 : bilan de puissance partiel dans le moteur.
2.2. Calcul des grandeurs électromagnétiques du moteur.

2.2.1. Calcul de la puissance électromagnétique.

Nous négligeons les pertes mécaniques dans le moteur® ; le bilan de puissance représenté sur la
figure 86 permet alors d’exprimer la puissance électromagnétique du moteur :

C,.Q
Pem(Cr:Qr):Pmot(CraQr):# (271)
rend eq
2.2.2. Calcul du courant électromagnétique.
La puissance électromagnétique s’exprime aussi par la relation suivante :
Pem (Cr’Qr):Cemmot(laTa)-Qmot(Qr) (272)
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On définit alors le courant électromagnétique I, comme I’amplitude du courant absorbé par le
moteur autopiloté permettant de fournir le couple C,, les aimants étant a la température T,. Il est
donc solution de I’équation implicite suivante :

Cempmot (lem’Ta): o (273)

ou I’expression de Cemmo en fonction de gy, et T, est donnée par I’équation 263.

t

2.2.3. Calcul de la force électromotrice du moteur autopiloté.

La puissance électromagnétique instantanée vérifie la relation suivante :
3
Pem (t) = Zen (t)in(t) (274)
n=1

ol e, (t) est la force électromotrice instantanée de la niéme phase.
ip=0
En mode autopiloté, pendant une séquence élémentaire ou les courants valent <iy =—lgy, , la
i3=1lem
puissance électromagnétique vaut donc :
Pem (t) = |em-[63(t)_ e2(t)] (275)
Comme les six séquences élémentaires sont équivalentes d’un point de vue électromagnétique, la

puissance électromagnétique moyenne en régime permanent peut étre calculée par I’équation
suivante :

1 1
Pem == | Pem (t)dt = 77 | lem [es(t)—e(t)}dt (276)
' <1> k (TL)
0 -

0
En faisant le changement de variable t = % on peut réécrire Py :

_lem J‘erso +%.p[

Pem = . e3(9rs)—e2(9rs)]-d9rs (277)
%-P Orso _%.p

Pour évaluer P, nous allons calculer les forces électromotrices des trois phases. Nous rappelons que
la fém d’une phase est égale a la dérivée temporelle du flux créé par I’inducteur (ici les aimants du
rotor) a travers le bobinage de la phase considérée.

Or le flux ¢ créé par I’inducteur a travers la premiére phase vaut :

¢1(er5a IvTa) = J] B{a (Rscs [ks(laTa )]. 0, ers’Ta )dS (278)
phase n°1
Soit encore :
1 aAIa(rle’ers'Ta)j
0.,1,T,)= . Ke leor R ko (1, T, )dO 279
(I)l( rs a) J- Rscs[ks(lyTa)] 20 rstcs[ks(I,Ta)] f-ier Scs[ S( a)] (279)

phase n°1

%0 Cette hypothése est surtout réaliste en I’absence de réducteur, car la vitesse de rotation du moteur est alors
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Si on suppose que I’enroulement de la machine équivalente (ayant un stator) lisse est réduit a une spire
unique infiniment fine, placée a la surface du stator équivalent au milieu de I’encoche réelle, le flux
¢ vaut :

% 0Aa(r,6,05, T, )j .do (280)
r=R

$1(015,1, T, )=pks.l I
1(0r5,1,Ta) f-Her 0 00 =Ry [ks(1T,)]

En rappelant que ng est le nombre de spires par encoche, le flux total dans la premiére phase est
donné par :

¢1(er51 IyTa): p-ng.Ks -Ifer-|_AIa (Rscs [ks(I’Ta )]' "p,GrS,Ta )_Ala (Rscs [ks(I’Ta )]’O’ers’Ta )J (281)

. . N . I
En fait, les ng spires de I’enroulement sont réparties sur une ouverture angulaire 0, = —&-. Le flux ¢
S

vaut donc :
1o ]
9_. 0 AIa(Rscs [kS(I,Ta)],G,GrS,Ta)dG—
e n__"€
01(Ors, 1. Ta ) = png K ggr. P ;e (282)
1 0+
G_IJ‘O eeAIa(RsCS[ks(I’Ta)]’eiers’-ra)de
e —_—
2

De plus, les enroulements sont logés dans des encoches inclinées, ce qui conduit a I’expression
suivante du flux ¢ :

¢1(6rs, 1, Ta) = —4.p.ns k¢ -|fer-Ra1-BraC (Ta ) Zd’l,n("-ra )sin(n.p.Oys)

n impair
. T . ee R T
sin n.OLa.E sin n.p.7 sin n.g 1
avec: ¢pn(0ps,1,Ty)= —. T (283)
n.— n.p.—& n™  (hp)-1
2 2 6
2.n.p n.p-1
R R
np+l-(np-1)| -2 -2| -2 ,
sty (Fralatal)”
2.n. '
1- Rses [ks (1, T2 )N =P Ra
RI’
La fém de la premiere phase se calcule a partir du flux ¢; par la formule suivante :
el(t, |,-|—a)= 8¢1(9rs(t), I’Ta) — ders(t) a‘1)1(9r51|1_ra) Q a‘i)l(ers’ I’Ta) (284)

ot . A

Tous calculs faits, on obtient I’expression suivante de ey :

faible et les pertes mécaniques aussi.
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e1(0rs. 1, Ta) = ~4.pNg Ky dfor R Br,_ (Ta)Qmot Zen(l,Ta).cos(n.p.ers)

n impair
. T\ . 0. ) .. i
sin| g | sin| np=> fsin|no |
avec: en(1,T,)= —. T — E : (285)
n.— n.p.—= n* (np)-1
2 2 6

n.p+1_(n_p_1)_[|;z:j2'n'p _2'[2'?}%1 Re.. [ks (1, T2 )]\
1_[Rscs[ks("Ta)]]2'n'p [ R, ]

R;

On en déduit les expressions de e, , ez et eg3—e, :
2.1
ez(erSvlyTa):el(ers _?,LTaj (286)
4.7
e3(6rs, |:Ta)=e1[9rs T3 |’Ta) (287)
R T R
e3(0ys,1,T)—€2(0ys, I,Ta):8.p.ns.kf.Ifer.Ra.Brac (T2)Qmot- Z en(I,Ta).sm(n.gj.sm(n.p.ers) (288)
n impair
En appliquant la relation de I’équation 277 avec Orsy = Zi et en effectuant les calculs, on obtient une
P

nouvelle expression de la puissance électromagnétique :

IDem :8-p-kf-|fer-Ra-BraC (Ta)-ns-lem-Qmot- Zpem,n(lemy-ra)

n impair
2
. T . 0e . T
sm[n.aa.zj sm(n.p.zj sm[n.Gj i
avec: Pemn(lem Ta)= : 5 .sin[nﬂ).sinﬂn.ﬁj.;;). (289)
n.g n.p.7e n% 8 (np)* -1

(RSC [Ks(lem Ta )]J”'p‘l_ np-(np-) {E?TM _2'(2(;1}”.‘0_1

R, 1_(RSC [kS(Iem,Ta)]Jz-n-p

Ra

En comparant les équations 263 et 289, on retrouve I’équation 272 ; cela permet de vérifier la
cohérence des calculs.

Pour simplifier, nous allons introduire une fém E définie par la relation simple suivante (par analogie
avec une machine a courant continu) :

Pem = 2.E.lem (290)

La fém E se calcule donc a partir du couple demandé au moteur :

E(CerrvTa):L (291)
2-|em(Cr’Ta)
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Nous remarquons que E est indéterminée lorsque le courant gy, (C,, T, ) est nul. En effet, dans ce cas,

la puissance électromagnétique transmise est nulle car le couple demandé au moteur-roue est nul. On
calcule alors E directement par le développement en série suivant (qui est plus lourd, mais toujours
valable) :

E(C,,Qr, Ty)=4.pks -|fer-Ra-Brac (Ta N5 Lmot- ZEn(CrnTa)

n impair
2
. T\ . e . T
sm(n.aa.z) sm(n.p.zj sm(n.6) i 29
avec: En(1,T,)= : 5 .sin(n.z}sin(n.ﬁ).+. (292)
n= n.p.—< n= 3 2) (np)°-1
2 2 6

[Rsc [ks(lem (Cr. Ta) T )]Jn.p_ll np(np _l){ia:jz.n_p ) 2_(2}”-9—1

- 1_[RSC [ks(lemR(Sr,Ta),Ta)]]Z.n.p

On peut ainsi définir une fém par phase idéalisée, équivalente a la fém réelle d’un point de vue
énergétique. Elle est strictement trapézoidale, en phase avec le courant électromagnétique de la phase
considérée et sa valeur créte vaut E. Nous représentons les fém et les courants idéaux des trois phases
sur la figure 87.

I &
E
iy 2n
FI) } ers
Al prmme e E
2.7 i
I, € —_ 1
2‘\ 2 3p !
<> H
e :
i } ers
- B
-1 3p :
-E '
is €5 !
= —
: } ers
I \ /

figure 87 : courant idéaux et forces électromotrices trapézoidales eéquivalentes lorsque le moteur
. . T
est autopiloté (0, =—).
p ( rSp 2p )
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2.2.4. Modélisation par schéma électrique équivalent.

Du point de vue des grandeurs électromagnétiques (courant électromagnétique et fém), chaque
phase du moteur peut étre représentée par une fém traversée par un courant. Si les phases du moteur
sont connectées en étoile, cela conduit au schéma équivalent de la figure 88.

figure 88 : schéma électrique équivalent du moteur pour les grandeurs électromagnétiques.

Lorsque le moteur est autopiloté, les courants électromagnétiques et les fém ont les allures idéales
représentées sur la figure 87. En se plagant pendant une séquence élémentaire d’autopilotage, par

exemple pour 0,5 € {—%%} le schéma électrique équivalent de la figure 88 devient celui de la
p op

figure 89.

figure 89 : schéma électrique équivalent des grandeurs électromagnétiques lorsque le moteur est
autopiloté.

D’un point de vue électromagnétique, toutes les séquences sont équivalentes. Donc on peut finalement
ramener le schéma de la figure 89 au schéma monophasé de la figure 90. Celui-ci permet d’évaluer
correctement la fém moyenne, la valeur créte du courant électromagnétique et la puissance
électromagnétique moyenne pendant n’importe quelle séquence d’autopilotage.
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lem(Cr, Ta)

<>+2.E(Cr,Qr,Ta)

figure 90 : schéma électrique équivalent monophasé du moteur autopiloté pour les grandeurs
électromagnétiques.

2.3. Calcul des pertes fer du moteur autopiloté.

Dans ce paragraphe, nous proposons un calcul des pertes fer (par hystérésis et par courant de
Foucault) pour le moteur autopiloté. Ce calcul doit tenir compte du fait que les variations de
I’induction dans le fer sont non sinusoidales.

2.3.1. Pertes fer en induction sinusoidale.
Nous rappelons (cf. 83.4 du chapitre 4) que les pertes électromagnétiques d’un élément volumique
dV de matériau ferromagnétique de masse volumique mvy,,, Soumis a une induction sinusoidale de

pulsation o et de valeur créte B, peuvent étre calculées a partir des équations suivantes :

physt = khyst.(}).anhySt MV gar dv (293)

2p 2
PFouc = KFouc-@”-Bm ™MV .dV (294)
oU Kpyst €t Kpgyc sont des constantes qui dependent du matériau utilisé. Leurs valeurs numériques

sont données pour différentes tdles dans le tableau 13 (cf. 83.4 du Chapitre 4).

2.3.2. Pertes fer en induction non sinusoidale.

En premiere approximation, nous pouvons supposer que I’induction est uniquement variable dans
le stator (et pas dans le rotor)et qu’il n’y a donc des pertes fer qu’au stator. Les équations 122 et 123
donnent les pertes fer lorsque les variations de I’induction sont sinusoidales, ce qui n’est pas le cas ici.
Nous allons donc proposer une méthode pour étudier ces pertes lorsque I’induction n’est pas
sinusoidale.
Pour ce qui est des pertes par hystérésis, la loi de Steimetz (équation 122) reste valable tant que la
forme de I’induction variable ne crée aucun cycle d’hystérésis mineur dans le matériau.
En revanche, nous allons formuler autrement les pertes par courants de Foucault. Pour cela, nous
commencons par considérer une induction dans le fer sinusoidale :

B(t) = Bpy.sin(w.t) (295)

La valeur moyenne du carré de la dérivée de I’induction vaut :
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2
dB 1 -2 >
il =—.0°.B 296
<(dtj >T > ®".Bmy (296)

La comparaison des équations 123 et 296 nous suggere que les pertes par courants de Foucault
peuvent s’exprimer de la facon suivante :

dB)’
PFouc = 2-KFouc- < (Ej >T MVger.dV (297)

Nous retenons cette formulation pour calculer les pertes par courants de Foucault de notre machine
[54], [65].

2.3.3. Calculs des pertes par courant de Foucault d’un moteur synchrone sans balais a fém
trapézoidale.

2.3.3.1 Pertes par courants de Foucault dans les dents su stator.

By(rt) Rip+hes <r<Rs

~

Bq(r) -/—\
<—> —t
ot \ [T
—Bd(l’) —————————————————————————————

ng(r,t)

Rint +hes <r <Rg—hijg

figure 91 : représentation de I’induction radiale dans une dent et de sa dérivée temporelle.

Comme pour le calcul des ampéretours, nous supposerons dans tout ce paragraphe que I’induction
est:
— purement radiale dans les dents ;
— purement tangentielle dans la culasse.
Lorsque le rotor tourne, nous supposons que la composante radiale de I’induction dans une dent est :
— nulle quand la dent est en face d’un espace inter aimants ;
— croissante (respectivement décroissante) de fagon linéaire jusqu’a égale a sa valeur maximum By

(respectivement sa valeur minimale — By ) quand un aimant arrive devant la dent ;

— égale a By (respectivement — By ) quand I’aimant est complétement en face de la dent.
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Cette variation est représentée sur la figure 91.
Si on suppose que I’induction est purement radiale dans les dents, les pertes fer par courants de
Foucault dans la dent valent alors :

r

2
dB
td J > MVgpar K der 1(r)dr (298)

en notant I(r) la largeur de la dent au rayon r.

Or le temps 8t mis par I’induction dans la dent pour passer de 0 @ By oude By a0 vaut :

st = td 0% (299)
Qmot
Et la période T vaut :
2.
L (300)
Qmot

On en déduit que proyc, Vaut:

Rs 4.p R
: 2 2
PFoucy = Nd-j —= Kroue-Qmot” Ba (1) T MVggar Kt ger () dr (301)
Rintthes ™ lg +2.1j
En utilisant I’expression de Bgy(r) donnée par I’équation 433, nous pouvons finalement exprimer

PFoucy lorsque le moteur esta vide (lgm =0) :

4.p.Nd

2 2 | |
PFoucy (Qr,Ta)= Koue-Cmot (©r) Bd, (Ta)® Rs-MVstar Ky -Ifer-#-(hd +#-hisJ
lis lis

Id + d+
(302)

2.3.3.2 Pertes par courant de Foucault dans la culasse statorique.

Dans la culasse statorique nous supposons que I’induction est purement tangentielle. De plus, nous
faisons les mémes hypothéses de variation qu’au paragraphe 2.3.3.1. L’induction tangentielle dans la
culasse du stator et sa dérivée temporelle ont alors les allures représentées sur la figure 92.

Les pertes fer par courants de Foucault dans la culasse du stator valent :

Rint +Nes ngs

PFouces :J' 2.Kroue: < m >T .MVgpat K ger.2.m.r.dr (303)
int

Or le temps &t' mis par la composante tangentielle de I’induction dans la culasse pour passer de 0 a

Bes oude By a0 vaut:

2p (304)
Qmot

Og-
ot'=

0
En effectuant le calcul de < [cﬂj_tch >, 0n trouve :

2

[ g O Bes K¢ Jger-2.701.d 305
PFouces = Krouc: — 5 =2mot -Bes -MVstat Kt -Ifer-£.7.1.07 (305)
int Ota.p.Tt
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Le calcul de Iintégrale permet finalement d’exprimer pgqyc  lorsque le moteur est a vide (lgm =0) :

2
8.p 2 2
Proucs (Qr vTa): —z-kFouc-Qmot (Qr) -BcsV (Ta) Mgtat (306)
Oy T
Bgs (rt) Rint+<r<Rint +hes
Bcs(r) !
ot
-Bys(r)
0
dB (r,t)
T Rint+< r< Rint +hCS
Bcs(r)
ot
7!
_ Bcs(r)
st |77

figure 92 : représentation de I’induction tangentielle dans la culasse statorique et de sa dérivée
temporelle.

2.3.3.3 Pertes par courant de Foucault totales.

Les pertes par courants de Foucault totales a vide correspondent a la somme de ces pertes dans les
dents et dans la culasse statorique :

Prouc(Qr Ta)= Proucy Q. T,)+ PFroucs Q. T,) (307)

2.3.4. Calculs des pertes par hystérésis d’un moteur synchrone sans balais a fém
trapézoidale

2.3.4.1 Pertes par hystérésis dans les dents.

On applique directement la formule de Steimetz en supposant que npy =2 ; les pertes par

hystérésis dans les dents valent alors :

RS
2
Physty = Nd-I Khyst-P-Lmot-Bd (r)°- MVt Ke Jter I(r)dr (308)

Rint +Nes

En calculant I’intégrale, on obtient I’expression finale de Physty lorsque le moteur est a vide :
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2 I
Physty = Nd-p-khyst-Qmot-de (Ta) MVggat-Kg -Ifer-ld-(hd +—|d +d2 I -hisJ (309)
s

2.3.4.2 Pertes par hystérésis dans la culasse statorique.

On applique le méme raisonnement pour la culasse statorique :

Rint +Ncs

2

Phystes = Khyst-P-C2mot-Bes ™ -MVstat -Ke I ger - 2.7.r.dr (310)
Rint

En effectuant le calcul de I’intégrale, on obtient :

Physts (Q,.T,)= P-Khyst-Cmot @, )-Bcsv (Ta )2 Mstat (311)

2.3.4.3 Pertes par hystérésis totales.

Les pertes par hystérésis totales a vide correspondent a la somme de ces pertes dans les dents et
dans la culasse statorique :

physt(QrvTa) = Phystq @, T)+ Physt @, Ta) (312)

2.3.5. Expression des pertes fer totales d’un moteur synchrone sans balais a fém
trapézoidale.

Les pertes fer totales sont égales a la somme des pertes par courant de Foucault et par hystérésis
dans les dents et la culasse statorique. Lorsque le moteur est a vide, ces pertes valent :

pfer(QrvTa): pFouc(Qr'Ta)Jr physt(QrvTa) (313)

Par la suite, nous allons supposer que les pertes fer en charge sont égales aux pertes fer a vide. Ainsi,
elles ne dépendent que de la vitesse de rotation du moteur et de la température des aimants, mais pas
du couple demandé aux roues du véhicule. En d’autres termes, on admet que le flux dans le stator n’est
pas profondément modifié par la réaction d’induit. C’est sirement inexact pour de forts courants. Mais
dans cette situation, la vitesse de rotation est faible et par conséquent les pertes Joule sont nettement
prépondérantes par rapport aux pertes électromagnétiques.

2.3.6. Calcul du courant équivalent aux pertes fer.

Nous modélisons le courant absorbé par le moteur a cause des pertes fer par un courant équivalent

en créneaux comme le courant électromagnétique en mode autopiloté (cf. figure 74). De plus, nous
supposons que ce courant équivalent est en phase avec le courant électromagnétique.
Lorsque le moteur tourne a vide, il existe une force électromotrice induite dans chaque enroulement.
Nous supposons donc que les pertes fer peuvent se calculer a partir de la puissance d’interaction entre
les fém équivalentes définies au 82.2.3 et les courants équivalents aux pertes fer. Ces trois grandeurs
sont représentées sur la figure 93. Au vu de cette figure, les pertes fer calculées par I’interaction entre
les forces électromotrices et les courants des pertes fer valent :

Pfer = 2-E(Cr’QrvTa )-lfer (314)

On en déduit I’expression de la valeur créte du courant équivalent aux pertes fer :

QT
|fer(cerr’Ta)=—2Fg(eé( gr) a.ll.)) (315)
ECr 82, T
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lem; Ifer; €1
_~ E
't 2
lferf /- ————— T
N
> 0
rs
— lger
-1
lem, fe
» Oy
lem; Ifer; €3
N
N
> 0
rs

figure 93 : allure des courants électromagnétiques, des courants équivalents aux pertes fer et des
forces électromotrices lorsque le moteur est autopiloté (0rSO =0).

2.3.7. Schéma électrique équivalent tenant compte des pertes fer.

Nous complétons le schéma électriqgue monophasé équivalent de la figure 90 en ajoutant une source de
courant de valeur I, (Q;,T,) permettant de calculer les pertes fer du moteur lorsqu’il est autopiloté.

On obtient alors le schéma équivalent monophaseé de la figure 94.

1(Cr Q2 Ta Tew)
+

lem(Cr. Ta)

|fer(CrIQrvTa)l@ <>+2-E(Crlgr'Ta)

figure 94 : schéma équivalent monophasé du moteur autopiloté modélisant les grandeurs
électromagnétiques et les pertes fer.
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2.4. Calcul des pertes Joule du moteur autopiloté.

Dans ce paragraphe, nous évaluons la résistance d’une phase, puis nous calculons les pertes Joule
du moteur. Enfin, nous donnons un schéma monophasé équivalent complet du moteur autopiloté.

2.4.1. Calcul de la résistance d’une phase.

Chaque phase est constituée d’une bobine de longueur Iy, et de section active de cuivre Sy, . Sa

résistance vaut donc :

|
R(Tcu ) =Pcu (Tcu ) St:)t; (316)
0

La résistivité du cuivre pg, en fonction de sa température T, est donnée par I’équation 113 et la
longueur de la bobine Iy, se calcule a partir des paramétres purement géométriques du moteur
suivant les équations 97 a 103.

2.4.2. Calcul des pertes Joule.

La kieme phase du moteur a une résistance R et est parcouru par un courant iy qui est la somme du
courant électromagnetique et du courant dd aux pertes fer. D’aprés la figure 93, le courant iy est un

courant en créneaux (de 120° électriques) et en phase avec le courant électromagnétique. Sa valeur
créte | vaut :

|(CraQr’Ta):|fer(Cerr:Ta)+|em(Cr’Ta) (317)

On peut alors calculer :
— lavaleur efficace l.¢ du courant dans chaque phase :

|eff(crygr1Ta)=\/gl(crygr’-ra) (318)

— les pertes Joules totales du moteur :

2
(G 2T )= 3R 00} 20,0, 2R G T @9

2.4.3. Schéma équivalent complet du moteur autopiloté.

On complete tres simplement le schéma de la figure 94 en ajoutant la résistance des deux phases
qui, dans chaque séquence d’autopilotage, conduisent le courant I. On obtient alors le schéma
équivalent monophasé complet du moteur autopiloté représenté sur la figure 95.

En résumé, ce schéma est donc constitué d’une fém continue de valeur 2.E parcourue par un courant

constant I, qui représentent la conversion d’énergie électromagnétique dans la machine. Le courant

lor traduit les pertes fer et la résistance R traduit les pertes Joule.
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ZR(TCU) |(Cr,Qr,Ta|Tcu)
I
|em(CrvTa)

|fer(Cr’Qr’Ta)l@ <>+2-E(Cr:Qr’Ta)

figure 95 : schéma monophasé équivalent complet du moteur autopiloté.

2.5. Modélisation de I’onduleur alimentant le moteur synchrone autopiloté.

Nous poursuivons la modélisation du systéeme par celle du convertisseur statique alimentant le
moteur synchrone sans balais. Il s’agit d’un onduleur de tension régulé en courant par modulation de
largeur d’impulsion (cf. figure 96). La modélisation de I’onduleur est sommaire. Nous nous limitons
aux valeurs moyennes des grandeurs en régime permanent. Le but est plutdt de connaitre les pertes, le
rendement et les grandeurs limites (tension et courant maximum) afin de dimensionner les composants
de I’onduleur et de connaitre I’influence de celui-ci sur le systeme global. Nous laissons de c6té tous
les phénomeénes transitoires et ceux liés aux imperfections des semi-conducteurs.

Dl D2 D3
T, | T{ T,

phase 1
phase 2
t————> phase 3
D, Dy Dy
T4 T5 T6

figure 96 : onduleur de tension régulé en courant alimentant le moteur autopiloté.

2.5.1. Principe de fonctionnement de I’onduleur.

Si on néglige les effets dus aux inductances des phases (commutations d’une phase a I’autre et
ondulations du courant au niveau du plateau des créneaux), cet onduleur fournit des créneaux de
courant de 120° électriques parfaits, conformément a ceux décrit sur la figure 93.
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Le rapport cyclique r; de I’onduleur permet de régler la valeur créte du courant. En effet, supposons

que I’on soit dans la séquence élémentaire d’autopilotage ou I’angle O, appartient & I’intervalle

ip=0
[—%%} Les courants dans le moteur valent <i, =—I et ce sont les transistors T; et Ts qui
p 6.p .
|3 =|

conduisent le courant. En fait, le transistor Ts conduit pendant toute la séquence d’autopilotage, mais
on applique a Ts un signal modulé tel que celui représenté sur la figure 97. Ce signal est par exemple
obtenu en comparant un signal triangulaire avec un signal constant; en faisant varier le signal
constant, on fait varier le rapport cyclique du signal de commande de Ts. Lorsque celui-ci ne conduit
pas, on est en phase de roue-libre : le moteur est en court-circuit et c’est la diode D, qui assure la
continuité du courant dans la seconde phase. Ainsi, on applique la tension constante d’entrée de
I’onduleur entre les phases 3 et 2 pendant le temps r..T,i et le moteur est court-circuité pendant le

temps (1—r. ). Ty > La figure 98 montre alors I’allure du courant dans la source de tension continue
de I’onduleur. La valeur moyenne du courant débité par cette source vaut :
Ipat (Crr Qr 1o, Ta, Tey ) = 16 H(Cr, Qr Ty, Tey)

signal modulant

— LN ——— N\ —— — /[ — _\c-signal constant

>t
Trli 7

signal de commande de T,

e Tmii (L= 1c) T

figure 97 : signal modulé commandant le transistor Ts.

ibgt (t)

~

fe Tt (L= 1) T

figure 98 : allure idéale du courant débité par la source de tension d’entrée de I’onduleur.

e signal modulé peut aussi étre appliqué au deux transistors ; on applique alors successivement +U et —U
entre deux phase. L’avantage est de pouvoir récupérer de I’énergie dans la source continue (batterie par exemple)
dans les phases de roue libre. En revanche, on multiplie par deux les pertes par commutation.
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2.5.2. Note sur I’ondulation des courants.

Les interrupteurs de I’onduleur sont constitués soit de transistors MOS FET de puissance, soit
d’IGBT. Nous avons déja évoqué au chapitre 3 les critéres de choix d’un type ou I’autre de transistor.
Pendant la conduction, les transistor MOS peuvent étre modélisés par une résistance r, et les IGBT
par une chute de tension J,, sensiblement constante avec le courant de conduction. Pendant une
séquence élémentaire d’autopilotage du moteur, les phases de celui-ci sont en série soit avec un
transistor (MOS ou IGBT), soit une diode. Nous négligeons les pertes liées a la commutation des
transistors et nous supposons que les pertes par conduction peuvent étre calculées en considérant que
les transistors conduisent pendant toute la durée de la période de MLI®. Ainsi, ces pertes
Peony Valent :

2.100-1(Cr, Q Ty, Tey )% si MOS

(321)
2.800-1(Cp,Qp, Ty, Tey ) Si IGBT

Peonv(Cr Q1. Ta, Tey ) = {
Nous pouvons alors compléter le schéma équivalent monophasé du moteur. D’une part, on modélise
les pertes du convertisseur par une résistance 2.r,, Ou une source de tension 2.5,,. D’autre part,
I’équation 320 suggere de modéliser le comportement « hacheur» du convertisseur par un

. 1
transformateur continu de rapport —.

C

Pendant chaque séquence élementaire d’autopilotage, les tensions Ut et Uy, SONt continues et
elles vérifient les relations suivantes :
UmOt(Cr'QI"Ta'TCU ) = 2'E(CI"QF'Ta’TCU )+ 2R(TCU )'I(CF'QI"Ta'TCU) (322)

2.000.1(C,Q;, Ty, Tey ) si MOS

) (323)
2.8y Si IGBT

UCOHV(CI”QI”TEI’TCU):UmOt(CI”QI”Ta’TCU)-"{
La conservation de puissance au nhiveau du transformateur de la figure 99 permet de donner
I’expression de la tension de la source continue :

UCOI’]V(CI"QI”TH'TCU)

e

Ubat(Cr’Qrvrc’Ta’Tcu)z (324)

2.5.3. Modélisation de I’onduleur par schéma équivalent monophasé.

A cause du découpage de la tension, le courant subit des ondulations. Nous avons établi au chapitre
3 de ce mémoire I’expression de la valeur maximale de cette ondulation :

Upat
AIMleax 8 Lo L] (325)
Elle dépend notamment de I’inductance cyclique. Nous donnons ici les expressions analytiques de
I’inductance propre, de I’inductance mutuelle et de I’inductance cyclique obtenues en calculant le flux
dd au seul courant dans un enroulement [66]. On néglige donc I’influence des aimants qui ont
tendance a diminuer le rapport de proportionnalité entre le flux et le courant dans un enroulement du

52 Les pertes par conduction calculées ainsi sont majorées car les diodes présentes généralement moins de pertes
par conduction.
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stator. C’est certainement faux, mais comme I’inductance est surévaluée, cela permet de donner une
valeur limite supérieure de la fréquence de la MLI pour une ondulation de courant donnée.
L’inductance propre vaut :

nimpair
2.n.p
0 2 r
5 sin| n.p.—= I+ (326)
avec: | =—u wkf If —2 is—csin nE
n.p.— { r
2 1-| ——
Rs,
L’inductance mutuelle vaut :
M = ZMn
nimpair
2.n.p
2 R
"
2 sin n.p.e—e 1+ o (327)
. 4.p7.q.ng 2 1 Sc . T 2.1
avec:ly =—pg.——— K lfer| ——F—=| .—————5——sin n._ |cos| n.——
n n np B¢ n.p R 2.n.p 2 3
2 1—(f
Rs,
Et enfin, I’inductance cyclique vaut :
Le=Lp—-M (328)

2.6. Modélisation de la batterie d’alimentation.

Nous finissons la modélisation du systéme par la source primaire d’énergie. Nous supposons qu’il
s’agit d’une batterie et, la encore, nous en donnons un modele trés simplifié. Notamment, nous
négligeons I’évolution de ses grandeurs caractéristiques en fonction de sa charge.

2.6.1. Schéma équivalent monophasé du systéme complet.

Nous modélisons la batterie par une source de tension parfaite constante de valeur Ep,; en série
avec une résistance constante ry, caracterisant sa chute de tension en charge.

On établit ainsi le schéma équivalent monophasé du systeme complet : {batterie + onduleur + moteur
autopiloté}. Il est représenté sur la figure 99.
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o N O N
! I ! I | !
i ,—|bat ::lbat(Cr’errClTa’Tcu) ° b 2,—|'R(TCU) ICr, Q2 Ty, Teu) !
1 | I :. : H :
| A~ 3 ;
! ! > ~ ! !
i ¥ = 2 b i
. Ei '_a |— E ! lem(Cr. Ta) i
| E C) ¥ ; cr b + :
: bat hooh c L Ifer (Qr, Ta) \Lé ) <) 2.E(C,, 0, Ty) !
' i Jg L i H
| = z . |
: n| B S ¥ !
i [ - ) v E
! ¥ *: pour des IGBT B |
i ii *: pour des transistors MOS ! i i
. batterie & onduleur ¥ moteur |

figure 99 : schéma monophasé équivalent du systeme complet.

2.6.2. Expression du rapport cyclique.

La loi des mailles aux bornes de la batterie fournit I’équation implicite a résoudre pour trouver le
rapport cyclique de I’onduleur :

Ebat = Ubat(ChQr’rc'Ta’Tcu)"' rbat-lbat(cr1Qrvrc'Ta1Tcu) (329)
Le rapport cyclique, compris entre 0 et 1, est donc fixé par le couple C, que doit fournir une roue et la
vitesse Q, qu’elle doit atteindre, pour des températures moyennes du bobinage et des aimants qui

valent respectivement T, et T,y . C’est en fait la seule grandeur de reglage du moteur. On I’asservit

a la valeur créte du courant dans une phase | pour réaliser une commande du moteur en courant,
autrement dit en couple. Ainsi, une augmentation du rapport cyclique impose-t-elle une accélération
du véhicule. Le réglage du rapport cyclique est donc I’analogue du réglage de I’injection par la pédale
ou de la poignée d’accélération d’un véhicule a moteur thermique.

2.7. Bilan de puissance global, calcul des différents rendements.

L’objectif de ce paragraphe est d’établir I’expression des rendements des différents éléments du
systeme, de maniére a caractériser de leur efficacité en terme de conversion d’énergie. En effet, ces
rendements conditionnent grandement I’autonomie du systéme.

2.7.1. Bilan de puissance du systéme.

La figure 100 résume les échanges de puissance et les pertes a travers tout le systéme.
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Puissance mécanique
aux roues

Pertes dans <:
le réducteur
Puissance
mécanique
du moteur
Pertes mécaniques
du moteur <r
Puissance électroma-
gnétique du moteur
Pertes fer
du moteur
Pertes Joules
du moteur
Puissance absorbée

par le moteur
Pertes de
| ’onduleur
Puissance absorbée

par I’onduleur

Pertes de

la batterie
Puissance fournie

par la batterie

figure 100 : bilan de puissance global du systéeme {batterie + onduleur + moteur}.

2.7.2. Rendement du moteur.

La puissance P, absorbée par le moteur vaut :

ot

Pa (CF'QF’T&I’TCU):UmOt(Cr'Qr’Ta’TCU)'I(CI"QF'Ta'TCU) (330)

mot
La puissance mécanique fournie par le moteur vaut P, . Donc le rendement du moteur vaut :

Pmot(Cr’erTavTcu)
Pa Cr:Qr’Ta’Tcu)

nmot(cr’Qr'Tachu): (331)

mot (

2.7.3. Rendement de I’onduleur.

Le convertisseur fournit la puissance Pa o aU Moteur et il absorbe a la batterie la puissance

t
P

acony OUI VaUL:
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Paconv(cr’Qr’Ta'Tcu)zUbat[ChQr’rc(CriQr'Ta'Tcu)yTaiTcu]-Ibat[CnQr’rc(CriQr'Tachu)iTaiTcu]
(332)
Donc le rendement du convertisseur vaut :
Pa (CI"QI"Ta’TCU)
C.,Q, T, T, )=—mot 333
nconv( r+2<rs la cu) Paconv(craQrvTavTcu) (333)

2.7.4. Rendement de I’ensemble {convertisseur + moteur}.

Le rendement de I’ensemble {convertisseur + moteur} est égal au produit des rendements des deux
éléments constitutifs. 1l vaut donc :

nmot—conv(cr Qr, Ty, Tey ) = 1Tmot(cr Qr, Ta Tey )-nmot(cr Qr, Ty, Tey ) (334)

2.7.5. Rendement de la batterie.

La batterie fournit la puissance P, _ ~a I’onduleur et elle consomme une puissance Ppyt qui vaut :

Pbat(Cr:Qr’Ta’Tcu): Ebat-lbat [Cr’Qrvrc(Cr’Qr:Ta:Tcu ), Ta’Tcu] (335)

Donc, le rendement de la batterie vaut :

P CrQ, T, T
nbat(ChQr,Ta,Tcu): aCOFIV( r r 'a CU)

(336)
Pbat(cr’QrvTa vTcu)

2.7.6. Rendement du systéme complet.

Le rendement de I’ensemble {batterie + convertisseur + moteur} est égal au produit des rendements
des trois éléments constitutifs. Il vaut donc :

T]tot(Cr A, Ta, Tey ) = T]mot(Cr Qp, Ta, Tey )-nmot(cr Ty, Tey )nbat (Cr Ty, Tcu) (337)

3. Modélisation numérique.

Nous nous proposons de montrer comment valider et corriger le calcul analytique des performances
du paragraphe 2 a I’aide d’un modele numérique. Nous allons voir que I’approche n’est que semi-
numérique. En effet, nous utilisons encore une grande partie des équations du modéle analytique dans
lesquelles seulement certaines des grandeurs sont calculées numériquement.

3.1. Calcul du courant électromagnétique.

Nous utilisons les valeurs de Cemmot*(at,Ta) (cf. 3.3.2 du chapitre 5) fournies par le modéle
numérique. Pour trouver le courant électromagnétique, il faut donc résoudre I’équation suivante :

C

*

EMmot (Iem ’Ta):Cr (338)
sachant que les ampéres-tours et le courant électromagnétique sont reliés par la relation :

Ng

at = Tom (339)

Nbob paral

ou Npop correspond au nombre de pbles couplés en parallele dans le moteur.
ODparal

206



Modélisation électromécanique d’un moteur roue synchrone sans balais, a force électromotrice trapézoidale et
de son alimentation.

3.2. Calcul de la force électromotrice du moteur autopiloté.

Nous utilisons les simulations en charges décrites au paragraphe 3.3.2 du chapitre 5. Nous

calculons puis nous interpolons I’évolution du flux a travers la phase n°1 : d)l*(ers,at,Ta). En tenant

- - - * -
compte de I"inclinaison du stator, nous calculons ¢qgc, (65.at,T, ). Ce calcul est uniquement valable
dans la séquence d’autopilotage considérée, car en dehors les courants sont répartis différemment.

|1(t) =+
Dans cette séquence, nous avons iz(t)zo . Si nous faisons I’hypothése que les courants restent

i5(t)=—I

constants durant toute la séquence, nous obtenons I’expression de la fém dans la premiére phase avec
la relation suivante :

a(I)decl*(er3157‘ta-|-a)
B

el*(erSIat’Ta'Qmot): Qmot- (340)

Nous calculons de la méme fagon ¢g (6ys.at,T,), ¢déc3*(ers,at,Ta) et e3 (0y5,at, Ty, Qmot). POUF

cette séquence, la fém E définie au 2.2.3 se calcule par la relation suivante :

13p Orso

E*(atha’Qmot)ZE-T- [el*(erSvat:Tavaot)_e3*(9rSvathavaot)]ders (341)

ers*0* %-p

Comme pour le couple électromagnétique, nous obtenons ainsi un tableau de valeurs de la fém
dépendant des ampéres-tours statoriques et de la température des aimants®. Pour un fonctionnement
particulier caractérisé par Q, et C,, il faut d’abord rechercher les ampéres-tours (puis le courant
électromagnétique) nécessaires pour obtenir le couple demandé a I’aide I’équation implicite 338, puis
en déduire par interpolation (dans le tableau) la fém E*. Celle-ci est donc fonction de QQ,, C, et T,.

3.3. Calcul des pertes fer du moteur autopiloté.

Pour calculer les pertes par courants de Foucault et les pertes par hystérésis dans les dents et dans la
culasse statorique, nous utilisons les relations 298, 305, 309 et 311. Comme pour la modélisation
analytique, nous supposons que les pertes fer ne dépendent que de la vitesse de rotation et pas du
couple de charge du moteur. Nous pouvons donc utiliser des simulations en magnétostatique a vide en
faisant tourner le rotor par rapport au stator. Cela permet de calculer puis d’interpoler I’évolution des
inductions dans la dent et dans le culasse statorique. Nous laissons de coté I’isthme de la dent dont la

contribution pour les pertes fer est faible. Nous obtenons donc les fonctions de*(ers,Ta) et

BCSV*(erS,Ta). La figure de la page 208 montre I’évolution de ces inductions en fonction de I’angle

O, pour le moteur 30 kW. A partir de ces fonctions nous calculons numériquement

* 2 * 2
dB Ops, T, dB Ops, T,
< M >0/ et < M >, . Nous faisons I’hypothese que I’induction
ders A del’S A

évolue de la méme fagon en tout point des dents et qu’il en est de méme dans la culasse statorique. En

% La dépendance de E” par rapport & la vitesse de rotation est linéaire.
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conséquence, nous calculons les expressions corrigées des pertes par courant de Foucault a I’aide des
relations suivantes :

* 2
dBdV (ers’Ta)

pFoucd*(Ta)z2-kFouc-Qmot(Qr)2-< T >2.% My (342)
dBy (645, T,) ’
* 2 d rs: 'a
Proucs (Ta) = 2.KFouc Qmot (2 )* < Csde—rs >2.% -Mstat (343)
By, (Tesla)
A
2 S -

figure 101 : variation de I’induction & vide dans la culasse statorique du moteur 30 kW en
fonction de la position du rotor par rapport au stator (T, = 25 °C).

Les pertes totales par courants de Foucault valent alors :
Prouc (Ta)zpFoucd (Ta)ﬁLpFoucCS (Ta) (344)
Nous avons déja calculé au chapitre précédent les valeurs de de*(Ta) et Bcsv*(Ta) (qui sont les

valeurs maximales des fonctions de*(erS,Ta) et BCSV*(GrS,Ta)). En appliquant directement la

formule de Steimetz, nous obtenons les expressions suivantes :

Phystq *(Qr Ta)= P-Khyst-Cmot @ )-de *(Ta )2 My (345)
Physt *(Qr Ta)= P-Knyst-Qmot @) Bes, *(Ta )2 Mstat (346)
Les pertes totales par hystérésis s’expriment par :

physt*(Qr Ta)= Phystq *(Qr Ta)+ phystcs*(Qr Ta) (347)
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Enfin, les pertes électromagnétiques totales corrigées par le modéle numérique valent :

pfer*(Qr ' Ta ) =p Fouc*(Qr ' Ta )+ physt*(Qr ' Ta ) (348)

et le courant équivalent aux pertes fer vaut :

Ifer*(cerrvTa): pffr (@ Ta) (349)
2.E(C,Q,,Ty)

1% 150 260 240

OYCR SN SR S VSRR SNNS SUOY U SN S

U3 IVPUOOOR FUNPUTS SPUTIVRS PPN SOVPRON SOOI SUNPRNS SVTNORR SO

figure 102 : variation de I’induction a vide dans une dent du moteur 30 kW en fonction de la
position du rotor par rapport au stator (T, = 25 °C).

3.4. Calcul des autres grandeurs électromagnétiques.

Le autres grandeurs électromeécaniques peuvent se calculer a partir des équations 317 & 337 du
paragraphe 2 et du schéma électrique équivalent de la figure 99. Nous recalculons ainsi les expressions
modifiées du courant dans le moteur, des tensions, des puissances et des rendements.

4. Conclusion.

A partir d’un bilan de puissance généralisé a tout le systéme, nous avons établi un schéma
électrigue équivalent qui nous a permis de calculer toutes les grandeurs électromécaniques. La fém et
les pertes fer calculées analytiquement puis numériquement, servent a calculer les autres grandeurs par
un jeu d’équation analytiques. Dans ce chapitre, nous avons mis en évidence I’influence des
températures moyennes des aimants et du bobinage. Dans le chapitre suivant, nous allons donc établir
des modéles thermiques du moteur-roue afin de calculer ces deux températures.
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Chapitre 7. Modélisation thermique d’un
moteur roue synchrone sans balais, a force
electromotrice trapézoidale et de son
alimentation.

1. Introduction.

U cours des deux précédents chapitres, nous avons décrit I’état magnétique et I’état

électromécanique du systéme. Dans les deux cas, nous avons dd faire intervenir les

températures moyennes des aimants et du bobinage du moteur. Pour avoir un modéle complet
du systeme, il faut donc calculer ces deux températures. Remarquons qu’au dela de I’influence de
celles-ci sur les équations de fonctionnement du systéme, leur importance est capitale pour fixer les
contraintes de dimensionnement du moteur. En effet, la température des aimants ne doit pas dépasser
la température maximale de fonctionnement donnée par le constructeur et la température du cuivre ne
doit pas dépasser la température maximale spécifiée par la classe d’isolation du moteur.
Comme précédemment, nous établissons d’abord un modele analytique du comportement thermique
du moteur, en utilisant une représentation par résistances équivalentes. Ensuite nous présentons un
calcul numérique tridimensionnel, utilisant la méthode des éléments finis. Remarquons d’ores et déja
que notre objectif n’est pas de rechercher la meilleure précision possible sur le calcul de la température
en tous les points du moteurs, mais « simplement » d’évaluer correctement les échauffements dans les
aimants et le bobinage.

2. Calcul analytique des températures dans un moteur-roue synchrone sans
balais a structure inversée.

Pour calculer analytiquement les températures dans le moteur-roue, nous allons utiliser une
modélisation des échanges de chaleur a I’aide d’un circuit électrique équivalent.

2.1. Modélisation des échanges thermiques par circuit équivalent.

De nombreux auteurs [57] [67], [32] ont montré que tous les échanges thermiques peuvent étre
modélisés par des résistances équivalentes reliant le flux thermique entre deux points a I’écart de
température entre ces deux points. De plus, I’effet d’inertie thermique (correspondant a la chaleur
emmagasinée dans le matériau) peut étre modélisé par un condensateur équivalent.
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2.1.1. Modélisation de la conduction et I’inertie thermique.

Considérons, pour commencer, le cas d’une conduction monodimensionnelle de la chaleur, d’un
point A de température T Vvers un point B de température Tg, le point B étant a la distance dag du

point A (cf. figure 103). La conductivité thermique du milieu de transfert de la chaleur est notée A et
nous supposons qu’il existe dans le milieu une densité massique de perte p.

X X4+dX
l i}
Ta :' T. y
/
S

figure 103 : conduction mono-dimensionnelle
Faisons un bilan d’énergie entre les instant t et t+dt dans la portion de milieu conducteur comprise
entre x et x+dx, de volume dV =S.dx, de masse volumique p et présentant une variation de
température dT. Cette portion recoit la quantité de chaleur p.p.dV.dt due a I’existence de la densité de
puissance p supposée homogene et, par conduction, la quantité de chaleur Jong (x).S.dt. Une partie
p.Cy.dV.dT de cette chaleur recue est emmagasinée dans le matériau et une autre partie
Jeond (X +dx)S.dt est cédée par conduction. Le bilan s’écrit donc :

p.p.dV.dt + Jcong (X).S.dt = Jgong (X + dx).S.dt +p.Cy, .dv.dT (350)

Ou en simplifiant :
p.p.dV.dt = aJ2—5’(“0'.5.o|t +p.Cy.dV.dT (351)

En appliquant la loi de Fourier (équation 127), nous en déduisons I’égquation aux dérivées partielles
que vérifie T :

2
p.p= —Z)(—;—er.Cv.%r (352)
En utilisant les conditions aux limites et en supposant que les variations temporelles de T sont
homogenes et assimilables aux variations de la température moyenne entre A et B, la résolution de
cette équation permet de donner I’expression de T(x) :

dTmoy j 1

ot — (dABZ —X2)+M.X+TA (353)

T(X):(p.p—p.Cv. TYR dam

En effectuant les calculs, nous trouvons I’expression de Ty

dT 2
moy . dap N Ta+Tg (352)
dt 3\ 2

Tmoy = (P-p —-pCy.
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Nous pouvons modéliser cette équation par le schéma électrique de la figure 104 en introduisant les
parameétres suivants :

daB
Rrn=Rp =—-£~b 355
AT BTHas (359)
daB
R == 356
Moy = 6.5 (356)
P= p.p.dAB.S (357)
C=p.Cy.dag.S=mCy (358)

ou ga et gg sont les puissances thermiques en A et B, P la puissance totale produite dans le volume
considéré et m sa masse.

figure 104 : schéma électrique équivalent pour une conduction monodimensionnelle d’un point
A vers un point B.

N

Rx

X
ax
T,

az'

figure 105 : schéma électrique équivalent pour une conduction tridimensionnelle de type
cartésienne ou cylindrique.
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Nous pouvons généraliser ce résultat a une conduction tridimensionnelle dans une configuration
cartésienne ou cylindrique. Dans chacune des trois directions, nous avons un schéma équivalent du
méme type que celui de la figure 104. Nous obtenons donc le schéma de la figure 105. Pour une
configuration cartésienne, les éléments équivalents valent :

I
Ry=—2%— 359
X 20y, (359)
ly
=2 (360)
2.}\/y-|x |Z
I
R,=— ¢ 361
2200y (361)
C=mCy (362)
Et pour une configuration cylindrique :
L
Ry = 3 (363)
2.OL.XX.(I’2 -n )
Ry I (364)
2.xy.|_.|n(r2j
n
R,=In| 2| 1 (365)
rl 2.>\,Z.OL.L
C=mCy (366)

2.1.2. Modélisation de la convection.

La puissance thermique de convection q¢gny Qqui traverse une surface S vaut :

Aeonv =Jconv S (367)

Soit encore :

deonv = heonv-(Text = T)S (368)

En introduisant la résistance de convection Rgny :h;' on peut décrire la convection par le
conv:

schéma électrique de la figure 106.

Jconv
Text

RCOI’IV

figure 106 : schéma électrique équivalent pour la convection.
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2.1.3. Modélisation du rayonnement.

En suivant un raisonnement analogue a la convection, on peut modéliser le rayonnement a I’aide du
schéma équivalent de la figure 107, en introduisant la puissance thermique de rayonnement Uray qui

traverse la surface S d’un corps et la résistance de rayonnement Ry, .

Oray
Te—>1 T1—e Text
Rray

figure 107 : schéma électrique équivalent pour le rayonnement.

2.2. Application a la modélisation analytique des échanges thermiques dans un
moteur-roue synchrone sans balais a structure inverseée.

Nous décomposons le moteur-roue que nous étudions dans ce mémoire en divers blocs supposés
isothermes. La température de chaque bloc est égale a leur température moyenne. Nous tenons compte
des échanges de chaleur prépondérants entre les différents blocs. Nous établissons un schéma
équivalent global du moteur-roue. Sa mise en équation conduit alors a un systéeme différentiel
permettant de calculer I’évolution des températures moyennes dans chaque bloc lorsque les différentes
pertes sont connues. Par ailleurs, la solution obtenue lorsque I’on fait tendre t vers I’infini permet de
connaitre les températures en régime permanent.

2.2.1. Décomposition du moteur en blocs isothermes.

Pour I’étude électromagnétique, tous les matériaux amagnétiques peuvent étre assimilés a du vide
et on peut alors réduire fortement la description du moteur. Notamment il est tout a fait possible de
faire une étude bidimensionnelle, car les phénomeénes tridimensionnels sont des effets de bords qui
sont négligeables dans la plupart des cas. Pour I’étude thermique, tous les matériaux du moteur, ainsi
gue son environnement proche, doivent &tre pris en compte et |’étude est nécessairement
tridimensionnelle. Nous allons néanmoins supposer que le moteur possede une symétrie élémentaire

d’un pas dentaire, soit E—n Cela signifie que I’on peut réduire I’étude thermique du moteur a une
d

dent et une encoche. La figure 108 montre une coupe transversale et une coupe axiale de la partie
étudiée du moteur.

Le fait que toutes les parties du moteur interviennent dans le comportement thermique pose au moins
deux problémes. Le premier est que la description géométrique du moteur devient complexe (comme
le montre le schéma de la figure 108). Le second est qu’il est difficile de prévoir avec exactitude la
structure mécanique compléte du moteur avant sa réalisation. Par conséquent, il est impossible de
définir une structure complétement générique. Notamment, il peut exister un circuit de refroidissement
ou non. S’il existe, ce circuit différe d’un moteur a I’autre. Ceci implique qu’il est difficile d’inclure de
maniére générale les équations analytiques thermiques dans un modéle dimensionnant. L’approche
reste néanmoins tout a fait valable pour une gamme donnée de machine et ce d’autant plus si I’on
cherche uniquement a améliorer les performances de la machine en ne modifiant qu’un nombre
restreint de parametres (bobinage, longueur de fer de la machine, forme de la tdle,...). Dans la
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structure simplifiée considérée ici, nous supposons que le refroidissement est dii a la seule convection
naturelle. Cela reste envisageable pour des moteurs-roues de faible puissance ou les pertes sont
réduites et ou la rotation du rotor extérieur doit suffire a refroidir le moteur.

T Taim Tf|0t | culasse rotor
! e Tenc
flasque : _____ almants _____ Ty
< entrefer > .
_— il I dencoche
:\ moyeu
. MOsyp | Tstat
roulement MOjng '
/ .
|
T _/‘Fi/ <_|_7 axe
roul |
Taxe I

figure 108 : coupes axiales et transversal idéalisée d’un moteur-roue synchrone sans balais a
structure inversée.

A partir du schéma de la figure 108, nous définissons les blocs isothermes suivants et leurs
températures moyennes respectives :
— culasse rotorique : Tyqt ;

— aimants: Taim ;

— flasque : Ty ;

— dents du stator : Tgent ;

— culasse statorique : Tgtat ;

— cuivre dans les encoches statoriques : Tgpc ;
— cuivre des tétes de bobine : Ty ;

—  partie superieure du moyeu : Tmosup ;

— partie inférieure du moyeu : TmOinf ;

— roulement : Tyl ;

— axe de soutien de la machine : Tgye ;

— milieu extérieur : Tex; -

La température moyenne du cuivre T, considérée dans les chapitres précédents est obtenue a partir

des températures moyennes Tgpc et Ty, respectivement dans I’encoche et dans les tétes de bobine par
la relation suivante :
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Ty = : : (369)

Il s’agit en fait d’une moyenne des températures au prorata des masses de chaque portion de cuivre. En
utilisant le facteur ky, défini au chapitre 4, nous obtenons :

Teu = (1_ Ktp )-Tenc +Kip Tty (370)

2.2.2. Description des échanges thermiques prépondérants entre les différents blocs
isothermes.

Les différents blocs isothermes échangent entre eux de I’énergie par conduction et/ou convection
et/ou rayonnement. Sur la figure 109, nous avons représenté I’allure des flux thermiques
prépondérants (a priori) dans la portion considérée de moteur-roue. Dans le tableau 17, nous avons
résumé tous les échanges correspondants. Nous avons noté avec les abréviations Cond, Conv et Ray
respectivement les échanges par conduction, par convection et par rayonnement. Nous n’avons pas
rempli la partie inférieure du tableau qui se déduit par transposition de la partie supérieure, puisque
nous y retrouvons les mémes couples de blocs isothermes, et nous avons noté par une x les cas ou les
échanges sont négligeables ou nuls.

<: représentation symbolique des
échanges de chaleur dans le moteur

figure 109 : allures des flux de chaleur dans un moteur-roue synchrone sans balais a structure
inversee.
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tableau 17 : tableau récapitulatif des échanges thermiques qui existent entre les différents blocs
isothermes.

Taim Tf Tdent Tstat Tenc Ttb TmOYsup TmOYinf Troul Taxe Text

2.2.3. Schéma thermique équivalent d’un moteur-roue synchrone sans balais a structure
inversée.

Les échanges définis dans le tableau 17 peuvent tous étre modélisés par des résistances thermiques
équivalentes conformément a ce qui a été expliqué au paragraphe 2.1 de ce chapitre. Nous aboutissons
alors au schéma équivalent de la figure 110. Nous ne détaillons pas le calcul (mécanique et trés
rébarbatif) des différentes résistances thermiques du schéma. Nous donnons simplement dans I’annexe
6 I’expression de toutes les résistances en fonction des parameétres géométriques et thermo-physiques
du moteur. Remarquons que certaines résistances ne sont pas constantes, mais dépendent de la
température de blocs isothermes qui leur sont voisins. Les pertes imposées sont calculées pour un
point de fonctionnement donné, c’est-a-dire pour un couple et une vitesse. Il est clair que pour étre
parfaitement rigoureux, il faudrait réaliser un couplage fort des modéles magnétiques et
électromécaniques avec ce modele, par I’intermédiaire des pertes ; en effet, le courant dans le moteur
dépend de la température du cuivre et des aimants par I’intermédiaire des équations des modeles
électro-magnéto-mécaniques, et ces températures dépendent des pertes Joule, donc du courant. Nous
travaillons actuellement sur ce point précis, mais I’état d’avancement ne permet pas encore de fournir
des résultats convaincants.
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figure 110 : schéma équivalent des échanges thermiques dans un moteur-roue synchrone sans
balais & structure inversee.

2.2.4. Mise en équation.

La mise en équation est réalisée en appliquant le théoréeme de Millmann en chaque nceud du circuit.
Pour cela, nous sommes obligés d’introduire des températures fictives a tous les nceuds qui ne
correspondent pas a la température moyenne d’un bloc supposé isotherme. Par exemple, nous pouvons
écrire I’équation suivante au nceud concernant la température Tgpe
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5 Tenc —Td 21 N Tenc — Tict; N Tenc — Tict, +Cene dTen

3 2 3 2 51
g-Renc"‘Rism(Tenc)*'g-Rd —Re”% Rtb(Ttb)"‘g-Renc

Le couplage avec les modeles précedents se fait en remarquent que Py . dépend de Tg etde Tepc.

i € =P (371)

Ainsi, nous obtenons un systéme différentielle non linéaire du premier ordre du type :

Z—T = A(X)X+B(X)U 372)

ou:

— X est un vecteur contenant, d’une part, les onze températures inconnues des blocs isothermes et,
d’autre part, les quatorze températures fictives que nous avons introduites dans les équations ;

— A est une matrice carrée d’ordre vingt-cing dont certains coefficients dépendent des températures
des blocs isothermes ;

— U est un vecteur correspondant aux sources de chaleur (les pertes) et aux conditions extérieures (la
température ambiante) ; si nous ne réalisons pas de couplage fort, il est indépendant de X ;

— B est aussi une matrice carrée d’ordre vingt-cing et dont certains coefficients dépendent aussi des
températures des blocs isothermes.

La résolution de ce systeme différentiel est réalisée par une méthode numérique (Runge-Kutta par

exemple).

2.2.5. Remarques sur le caractere analytique de la modélisation.

Remarquons qu’il est alors difficile de définir la frontiére entre modéle analytique et numérique. En
effet, si nous avons pu écrire explicitement les équations permettant d’obtenir les valeurs des
températures en plusieurs points de la machine, et notamment aux deux points névralgiques que sont
les bobinages et les aimants, la détermination des températures, que ce soit en régime transitoire ou en

régime permanent (O(Ij—tz 0), ne peut se faire que numériquement, et il est impossible de donner des

expressions analytiques explicites des températures. Nous avions déja soulevé le probléme dans le
chapitre 5 au sujet du calcul du coefficient de saturation magnétique du moteur. En fait, nous pouvons
finalement apporter cette définition tres subjective d’un modéle analytique : il s’agit d’un modéle dont
les parametres sont liés par des relations analytiques explicites, quand bien méme il n’est pas possible
de donner I’expression explicite de tous les paramétres.

2.2.6. Echauffements adiabatiques.

La modélisation analytique développée dans ce paragraphe est relativement complexe a mettre en
ceuvre. Pour de fortes montées en température, obtenues lorsque le moteur fournit un couple trés
important (ascension d’une pente élevée par exemple), nous pouvons majorer les échauffements du
cuivre en supposant que toute I’énergie produite par effet Joule est emmagasinée dans le bobinage.
Cette hypothese est un peu grossiere, mais elle a le mérite d’imposer une contrainte forte en terme de
dimensionnement. En effet, étant pessimiste, nous sommes assuré que les échauffements a couple
éleve ne seront pas redhibitoires. L’échauffement adiabatique du cuivre ATg, . s’exprime en

fonction des pertes Joule Pj et du temps d’échauffement At :

mg,.C
Ateuy :CUP—JP"”.AT. (373)
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3. Calcul numérique des températures dans un moteur-roue synchrone sans
balais a structure inversée.

3.1. Position du probléme.

Dans la modélisation analytique du paragraphe précédent, nous avons considéré une structure idéalisée
afin que I’approche soit la plus générique possible. Pour autant, comme nous I’avons déja remarque,
cette approche est limitée car :

— nous avons supposé qu’il n’y avait aucun circuit de refroidissement ;

— nous avons simplifié la structure géométrique et les échanges thermiques.

Nous envisageons donc de compléter I’étude analytique par une modélisation numérique [68], [69].
Celle-ci permet de tenir compte de toutes les subtilités mécaniques du moteur et de tous les transferts
de chaleur. Néanmoins, une étude précise nécessiterait un couplage fort entre la mécanique des fluides
et la thermodynamique, de fagcon a modéliser correctement les phénomenes de convection.

Dans un premier temps, nous avons exclu les cas ou le refroidissement du moteur est réalisé par la
circulation d’un fluide dans un circuit, et nous avons utilisé le logiciel FLUX3D de calcul
tridimensionnel électromagnétique et thermique par la méthode des éléments finis. Remarquons
d’emblée que ce logiciel ne permet que de faire une étude en régime permanent. Comme nous ne
pouvons malheureusement pas étudier les montées en température (régimes transitoires), les résultats
obtenus doivent étre considérés avec un regard critique. En effet, pour des points de fonctionnement
tres contraignants, les températures en régime permanent peuvent étre tres élevées sans que cela ne
pose un grand probléme d’un point de vue pratique si la constante de temps est grande (par exemple
supérieure a I’autonomie du systeme). Les simulations sont donc essentiellement intéressantes pour les
points de fonctionnement qui sont statistiguement les plus courants (et pour lesquels on atteint le
régime permanent).

Nous décrivons donc comment utiliser ce logiciel pour valider le comportement thermique du moteur-
roue considéré. Remarquons que, concernant les prototypes congus a I’Institut de Génie Energétique,
cette approche convient uniquement au moteur de vélo (cf. annexe 1) mais nullement au moteur 30
kW dont le refroidissement est réalisé par circulation forcée d’un liquide caloporteur a travers les tles
statoriques et au voisinage des tétes de bobine.

Nous illustrons nos explications en traitant précisément le cas du moteur de vélo. Cette étude a été
réalisée en grande partie lors d’un stage de DESS en génie thermique [59] ; nous renvoyons le lecteur
au rapport de ce stage pour obtenir des informations plus précises.

3.2. Description de la structure modélisee.

3.2.1. Structure géométrique.

Comme dans le cas de la modélisation magnétique, le travail commence par une description
géométrique du moteur. Néanmaoins, cette étape est plus complexe en trois dimensions, car il s’agit de
décrire des volumes, en plus des points, des lignes et des surfaces. Nous n’entrons pas dans le détail de
cette étape trés technique qui obéit a des régles propres au logiciel. Nous montrons sur la figure 111
une vue d’ensemble du moteur. Remarquons que, comme pour la modélisation analytique, nous avons
réduit la description géométrique a un pas dentaire. De la figure 112 a la figure 114 nous précisons
certains détails du moteur permettant d’avoir une idée de la complexité du modéle.

221



Chapitre 7

figure 111 : vue d’ensemble des régions volumiques du moteur-roue de vélo.

Support toles

Moyeu

Bague d'étanchéité

figure 112 : détail des piéces supportant le stator.
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Isolant

Papier

Empilement de tiles

figure 113 : détail des toles statoriques et du bobinage.

Raotor

Flasque gauche

Flasque droit

figure 114 : détail des parties tournantes du moteur.

3.2.2. Maillage de la structure.

Le maillage de la structure est réalisé en imposant une longueur de maille en tous les points de la
structure. Cela permet de I’adapter pour obtenir le meilleur compromis entre le temps des calculs et la
précision des résultats. Les zones nécessitant un maillage fin sont celles a fort gradient de température
(isolant de I’encoche, entrefer,...). Pour le moteur de vélo, nous avons choisi des longueurs de maille
variant entre 0,5 mm et 3 mm selon les régions.
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3.2.3. Propriétés physiques.

Le tableau 18 résume les différents matériaux utilisés pour la modélisation du moteur de vélo et
précise les valeurs numériques de leur conductivité. Nous avons déterminé les conductivités
équivalentes des bobinages a I’aide de la méthode numérique présentée au chapitre 4. Certains
volumes d’épaisseur trés faible, tel que le vernis d’imprégnation du moteur ou la frette de I’aimant, ont
été définis a I’aide d’une région surfacique (cf. figure 115). L’intérét est qu’il n’est pas nécessaire de
la mailler avec des éléments volumiques, méme si, d’un point de vue physique, le logiciel lui attribue
une épaisseur et des propriétés physiques comme aux régions volumiques.

tableau 18 : tableau récapitulatif des matériaux et des conductivités des différentes régions
volumiques constitutives du modéle du moteur de vélo.

Conductivité
Région volumique Matériaux Type Valeur numérique
(W.m‘l.K‘l)
Rotor Acier Isotrope 51
Aimant Aimant Nd-Fe-B Isotrope 9
Air chignon droit Air Isotrope 0,02454
Air chignon gauche Air Isotrope 0,02454
Entrefer Air Isotrope 0,03365
Aiir sous stator Air Isotrope 0,0265
Flasques droit et Aluminium Isotrope 210
gauche
Bagues d’étanchéité | Matériau homogénéisé Isotrope 50
Stator Aluminium Isotrope 210
Frette Frette Isotrope 0,15
Chignon droit Cuivre + isolant Isotrope 0,21167
Chignon gauche Cuivre + isolant Isotrope 0,21167
X: 189,39
Cuivre dans I’encoche Cuivre + isolant Anisotrope Y :0,21167
Z:0,21167
Axe Acier Isotrope 51
Isolant Isotrope 0,15
Papier Papier Isotrope 0,14
Roulements Matériau homogénéisé Isotrope 50
Support tles Aluminium Isotrope 210
X:0,6868
Toles Tbéles magnétiques Anisotrope Y 122,314
Z:22,314
Vernis Vernis Isotrope 0,15

Pour un point de fonctionnement donné, les sources de chaleur correspondent aux pertes qui ont été
calculées précédemment avec les modéles numériques. Nous plagons une densité de puissance
constante dans le bobinage des encoches et des tétes de bobines et dans le stator. Nous n’avons pas
séparé les pertes fer des dents et de la culasse statorique.
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frette des aimants

vernis d’imprégnation
du stator

figure 115 : régions surfaciques définies pour la modélisation numérique 3D du comportement
thermique du moteur de vélo.

—

figure 116 : surfaces d’application des conditions aux limites.

3.2.4. Conditions aux limites.

La figure 116 montre les surfaces sur lesquelles nous devons appliquer les conditions aux limites.
Dans notre cas, elles sont de deux types. Soit il s’agit de la mise au point d’un modeéle trés précis d’un
prototype existant et déja expérimenté, et alors on place directement une condition de Dirichlet sur la
surface en utilisant des relevés de température de surface (par exemple a I’aide d’une caméra
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infrarouge). Cette approche convient bien pour « caler » un modele, car nous utilisons une condition
aux limites correspondant a la réalité.

Soit il s’agit de simuler un moteur non construit. Alors les simulations numériques ne sont qu’une
étape d’un long processus de conception, et il est bien difficile de dire quelle est la température de
surface a I’extérieur du moteur. La solution est d’appliquer une condition de convection. Dans ce cas,
nous avons utilisé les coefficients de convection calculés numériquement a I’aide du logiciel FLUENT
(cf. chapitre 4).

3.3. Description des simulations réalisées.

Nous réalisons plusieurs simulations pour des points de fonctionnements représentant correctement
le fonctionnement réel du moteur : vitesse maximale sur du plat, ascension d’une pente difficile,... Par
ailleurs, nous proposons en plus de réaliser un couplage faible avec I’électromécanique, de fagon a
corriger les pertes Joule du moteur en fonction de la température du cuivre et des aimants.

Nous partons du fait que les pertes Joule ont la forme suivante :

Py =kp,.R.I2 (374)
ou R est la résistance d’un phase, | le courant dans la phase et ka un coefficient de proportionnalité.

La résistance des enroulements dépend de la température du cuivre par une relation linéaire du type :
R(Tey)=Ro.{1+ oty (Tew — Teu, ) (375)
De plus, nous supposons que le couple électromagnétique C est proportionnel a la valeur du courant |

et a I’induction dans I’entrefer By :

C=kc.Be.l (376)

et que I’induction dans I’entrefer est proportionnelle a I’induction rémanente de I’aimant qui dépend
de la température par une relation linéaire :

Be = Bey [l 2By (Taim — Taim, ) (377)
Nous en déduisons une expression simple des pertes Joule en fonction de la température du cuivre et
de celle des aimants, pour un couple donné :
1+ afTey - Teu, )
=Py,
1- ABr(Taim _Taimo )

P; (378)

ou Py, estsont les pertes Joule pour les températures Tey et Taimy, -

Fort de cette relation, nous avons calculé itérativement les températures T, et Tam, €n réalisant de
multiples simulations, jusqu’a ce que la relation ci-dessus soit vérifiée. Pour cela, nous avons suivi
I’algorithme décrit sur la figure 117. Le logiciel FLUX3D posséde un langage de commande propre
qui permet de mettre en ceuvre cet organigramme. Le principal inconvénient de la méthode est qu’elle
nécessite beaucoup d’itérations pour converger (quelques dizaines selon les cas). Par ailleurs, il existe
des cas de non convergence que nous n’avons pas su clairement interpréter. Nous proposons deux
explications possibles. La premiére est que le point initial est peut-étre trop éloigné de la solution et
que I’algorithme, trop peu élaboré, ne permet pas de faire converger les calculs. La seconde est que le
cuivre n’est pas vraiment isotherme. Donc la température moyenne n’a pas vraiment de sens et il
faudrait réaliser une couplage sur des volumes plus réduit (au mieux sur les éléments finis volumique).
Pour autant, méme lorsque le calcul converge, il nécessite quelque dizaines d’itérations et cela
correspond & quelques heures de calcul, ce qui est un peu long dans un pur objectif de conception.
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Remarquons que I’amélioration de la méthodologie doit certainement pouvoir permettre de converger
plus rapidement, rendant ainsi I’approche plus efficace.

initialisation
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—
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figure 117 : organigramme de correction des pertes Joules d’un moteur a aimant en fonction de
la température du cuivre et des aimants.

4. Conclusion.

Dans ce chapitre, conformément a notre objectif, nous avons présenté deux modeéles pour apprécier
le comportement thermique d’un moteur synchrone sans balais a structure inversée; I’un est
analytique et I’autre numérique. Dans les deux cas, nous n’avons pas modélisé de circuit de
refroidissement. L’approche analytique repose sur une modélisation des échanges de chaleur par
résistances équivalentes et des condensateurs équivalents. Dans ce cas, hous pouvons donc traiter les
régimes transitoires et apprécier les constantes de temps des échauffements. L’approche numérique
utilise la méthode des éléments finis en trois dimensions. L’intérét est alors de decrire la structure
géométrique le plus précisément possible. En revanche, il est impossible de tenir compte du temps et
nous ne pouvons étudier que les régimes permanents. Nous avons en outre proposé une correction des
pertes Joule en tenant compte des températures du cuivre et de bobinage. Cela permet d’obtenir
finalement des pertes Joule et des températures cohérentes entre elles.
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Ce travail de modélisation thermique nécessite encore beaucoup d’améliorations, tant d’un point de
vue analytique que numérique. Il ouvre des perspectives nouvelles. Notamment, le couplage du
modele thermique avec les autres modeles est un objectif trés intéressant afin de mieux comprendre et
quantifier les interactions entre les différents paramétres physiques du systeme.

Nous disposons donc maintenant d’un jeu de modeles numériques et analytiques décrivant les divers
aspects physiques du comportement du moteur. Il convient d’abord de vérifier la validité de ces
modeles. Pour cela, nous allons comparer les approches analytiques et numériques a des résultats
expérimentaux. Ensuite, nous pourrons intégrer ces modéles au sein d’une procédure globale de
conception.
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- PARTIE C -

ASPECTS EXPERIMENTAUX ET MISE
EN OEUVRE DE LA PROCEDURE DE
DIMENSIONNEMENT

Dans la partie précédente, nous avons modélisé analytiquement et numériquement le moteur
synchrone sans balais a structure inversé alimenté par des créneaux de courants. Il convient
maintenant de valider ces modéles a I’aide d’essais expérimentaux, avant de les intégrer dans une
procédure de dimensionnement. Pour les essais, nous disposons de deux prototypes qui nous ont
permis de mesurer la majeure partie des grandeurs électromécaniques et thermiques intervenant dans
les équations de la partie B. La fin de ce mémoire sera consacrée a la mise en ceuvre de la procédure
de dimensionnement décrite sur la figure 22 du chapitre 2. Nous mettrons en évidence la pertinence de
cette méthode a partir de I’exemple pratique concernant I’optimisation d’un moteur-roue pour
I’assistance du pédalage.






Chapitre 8. Aspects experimentaux et
validation des modeles.

1. Introduction.

"OBJECTIF de ce chapitre est de valider les modeles théoriques analytiques et numériques

présentés au cours de la partie B. Pour cela, nous avons utilisé deux prototypes.

Le premier est un moteur de 30 kW & 400 tr/min, capable d’un couple de 6000 N.m dans les
phases de démarrage. Il est intégrable dans une roue de 22’ et il est destiné a la traction de véhicules
blindés légers ou de bus électriques. Le calcul magnétique de ce prototype a été mené a I'lGE et la
réalisation a été faite par les sociétés Gec Alsthom Moteur (a Nancy) et Technicréa (a Belfort). Son
alimentation est un onduleur de tension régulé en courant et utilisant des transistors IGBT. Elle a été
congue par le GREEN et réalisée par la société Baréme. Remarquons que ce moteur-roue a été
développé avec le soutien financier de la Direction Générale de I’Armement. Le détail des paramétres
de construction sont fournis dans I’annexe 1 de ce mémoire.

Le second est un moteur de 200 W a 200 tr/min, capable d’un couple maximal de 25 N.m. Ce moteur,
de diameétre extérieur 150 mm et de masse 6 kg, est intégré dans la roue d’un vélo. De méme que pour
le moteur 30 kW, la conception électromagnétique a été menée au sein de I’IGE et la conception
mécanique au sein de la société Technicréa. L’Ecole d’Ingenieur du Canton de Neuchatel s’est
chargée de la conception de I'alimentation (un onduleur de tension régulé en courant a transistor
MOS) et de I’intégration du moteur dans le vélo. Le détail des paramétres de construction sont fournis
dans I’annexe 2 de ce mémoire.

Dans un premier temps, nous décrivons les dispositifs expérimentaux permettant les essais des deux
moteurs prototypes. Puis nous reprenons les modéles magnétiques, électromécaniques et thermiques,
les uns apres les autres afin de comparer les résultats fournis par ces des deux modéles théoriques aux
résultats expérimentaux. Remarquons que dans I’exploitation des calculs analytiques, toutes les
expressions sous la forme de séries ont été évaluées en utilisant six harmoniques. Une étude de
convergence sur les toutes les séries relatives aux deux moteurs a montré que, pour dix, puis vingt
harmoniques, la différence entre les trois résultats n’excédait jamais deux pour cent.

2. Description des dispositifs expérimentaux.
Dans ce paragraphe, nous décrivons I’environnement expérimental des deux prototypes.

2.1. Cas du moteur 30 kW.

Les essais de ce moteur ont été réalisé a la société GEC Alsthom Moteur, car elle disposait non
seulement des outils de mesure mais aussi des machines permettant de charger ou d’entrainer



Chapitre 8

correctement le moteur-roue. La figure 118 précise le montage réalisé et les instruments de mesure.
D’un point de vue mécanique, il est une partie délicate correspondant au couplage du moteur-roue
ayant un rotor extérieur tournant lentement (400 tr/min) avec une machine a courant continue a rotor
intérieur tournant vite (1060 tr/min). 1l faut un systéme permettant de ramener le mouvement de
rotation du rotor extérieur vers un axe et une autre se chargeant d’adapter les vitesses de rotation et les
couples. Pour atteindre le premier objectif, une piece cylindrique telle que celle décrite sur la figure
119 a été fabriquée. L’inconvénient de cette solution est que le moteur est forcément soutenu en porte
a faux (car il ne peut étre soutenu du cété de I’accouplement). Pour adapter les vitesses, hous avons
utilisé un réducteur de rapport 2,5.
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groupe de
refroidissement
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circulation du liquide
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figure 118 : schéma du banc d’essais du moteur-roue 30 KW.

D’un point de vue électrique, la source de tension primaire (jouant le role de la batterie) est réalisée
par un groupe tournant constitué d’un moteur asynchrone (MAS) et d’une génératrice & courant
continu (MCC,). Le réglage de la vitesse du groupe et de I’excitation de (MCC,) permet de régler la
valeur de la tension Upy . La seconde machine a courant continu (MCC,) sert de charge pour le
moteur-roue. Elle fonctionne aussi en génératrice et est elle-méme chargée par un rhéostat variable de
0 a 4 Q. En fonctionnement moteur, nous mesurons la puissance continue a I’entrée de I’onduleur et a
la sortie de la génératrice (MCC,). Par ailleurs, a I’aide des signaux donnés par les sondes a effet Hall
de mesure de courant et les sondes différentielles de mesure de tension, nous controlons en
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permanence les trois tensions entre phase et les trois courants en ligne du moteur-roue sur des
oscilloscopes. Nous mesurons les puissances actives, réactives et apparentes, ainsi que le facteur de
puissance, a I’aide d’un wattmétre numérique. Avec ces mesures, nNous pouvons connaitre toutes les
grandeurs électromécaniques du systeme, si le rendement de la machine (MCC,) est connu quel que
soit le point de fonctionnement. Nous disposons aussi de capteurs de températures (des sondes PT 100
et des thermocouples) permettant de controler les échauffements du moteur en charge.
Malheureusement, le circuit de refroidissement a présenté une défaillance : il ne pouvait supporter une
pression supérieur a 1,5 bar. Le débit du liquide de refroidissement était donc limité et nous n’avons
pu faire des tests d’endurance, qui auraient entrainé des échauffements excessifs.

//*

figure 119 : systéme de transmission du mouvement

2.2. Cas du moteur de vélo.

La figure 120 décrit I’ensemble du banc d’essai congu et construit a I’lGE. Pour réaliser le

couplage mécanique du moteur-roue a I’axe de rotation de la génératrice de charge et du frein a
poudre, nous avons construit deux grandes poulies (de diametre 200 mm) venant se poser sur le
flasques du moteur-roue et deux autres, plus petites (de diametre (15 mm), se situant sur I’axe de
charge. Les poulies de I’axe sont entrainées par celles du moteur via deux courroies trapézoidales. Cet
accouplement présente deux avantages sur celui réalisé pour le moteur 30 kW : le porte-a-faux du
moteur-roue est supprimé et, en méme temps, les vitesses de rotation sont adaptées grace a un choix
correct des diamétres des poulies. En revanche, les poulies perturbent notablement le comportement
thermique du moteur-roue, car leur forme modifie les échanges par convection a I’extérieur du moteur
et leur masse> augmente fortement I’inertie thermique.
D’un point de vue électrique, le moteur-roue est alimenté par un onduleur de tension régulé en courant
et a transistors MOS. 1l a été réalisée a I’'lGE. Ses performances ne sont pas optimales, mais il est
simplifié au maximum de facon a étre utilisé et modifié facilement. La source d’énergie est un
générateur de tension continue régulée et limité en courant. Nous avons volontairement omis de
représenter les instruments de mesure des tension, des courant et des puissances pour ne pas alourdir le
schéma.

> Chaque poulie pése 1,5 kg ; I’ensemble des poulies représente donc environ un surplus massique de 50 %.
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Alimantation stabilisée
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commande du + _
frein a poudre |

4—
Uhat

Ibat Y

Moteur-roue

de vélo o e

onduleur

micro-thermocouples

A Icharge

u Chaine d "acquisition et traitement
des mesures de tempréature

figure 120 : schéma du banc d’essais du moteur-roue de vélo.

figure 121 : vue d’ensemble du banc d’essai du moteur de vélo.

Une importante instrumentation thermique a été mis en place. La température est mesurée en vingt-
deux points du bobinage a I’aide de micro-thermocouple de type K. Une chaine d’acquisition et de
traitement permet d’enregistrer I’évolution des températures aux cours d’essais en charges. Lorsque le
rotor est en rotation il est exclu d’y placer des sondes thermiques (sauf a utiliser un collecteur). Nous
avons donc eu recours & une caméra infra-rouge. Le moteur a été peint en noir mat pour augmenter
I’énergie émise par le rayonnement IR (en effet, cette énergie est liée a la température du corps, a son
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coefficient d’émissivité et a la température ambiante). La caméra permet de mesurer cette énergie et
par suite de remonter au thermogramme du rotor du moteur. Notons I’importance de connaitre assez
précisément le coefficient d’émissivité du matériau utilisé sous peine de commettre une erreur
importante sur la mesure de température®. La figure 121 montre une vue d’ensemble du dispositif.

3. Validation des modeles.

Une fois décrits les bancs d’essais des deux prototypes considérés, nous détaillons les différents
essais réalisés et nous comparons les résultats avec les modéles mis en place dans la partie B.
Certaines des grandeurs ne peuvent pas étre simplement mesurées. Néanmoins, nous comparons les
résultats fournis par les modélisations analytique et numérique afin de vérifier la cohérence des deux
approches.

3.1. Modeéle magnétique.
Nous commencons par les grandeurs magnétiques a vide puis en charge.

3.1.1. Fonctionnement a vide.

Les grandeurs intéressantes sont les différentes inductions dans la machine. Celles-ci ne sont
pas mesurables simplement. Seule I’induction dans I’entrefer peut éventuellement I’étre avec une
sonde a effet Hall, pour autant que I’entrefer soit facilement accessible. Nous comparons donc les
différentes inductions données par le modele analytique et par les simulations numériques dans le
tableau 19 pour le moteur 30 kKW et dans le
tableau 20 pour le moteur de vélo. Les résultats obtenus montre une cohérence assez satisfaisante
puisque les écarts observés restent toujours inférieurs a 13 %. Les écarts au niveau du stator peuvent
s’expliquer par la prise en compte des fuites dans les encoches dans le modele numérique.

tableau 19 : comparaison des calculs analytique et numérique des inductions en divers points du
moteur 30 kW.

Points de mesure Inductions calculées par le Inductions calculées par le Ecart (%)
modéle analytique (T) modele numérique (T)
Culasse rotorigue 1,78 1,93 7,8%
Entrefer 0,78 0,80 25%
Isthme de la dent 1,31 - -
Dent 1,86 1,66 12 %
Culasse statorique 1,26 1,15 9,6 %

*® La caméra permet de mesurer I’émissivité d’un matériau ; pour cela, pour une mesure donnée, il faut lui
fournir la température réelle du matériau (mesurée par un autre outil) et il la calcule a partir de la température
ambiante, de la température de surface et de I’énergie regue.
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tableau 20 : comparaison des calculs analytique et numérique des inductions en divers points du
moteur de Vélo.

Point de mesure Inductions calculées par le Inductions calculées par le Ecart (%)
modéle analytique (T) modeéle numérique (T)
Culasse rotorique 1,94 2,22 12,6
Entrefer 0,68 0,74 8,1
Isthme de la dent 1,09 - -
Dent 2,40 2,24 7,1
Culasse statorique 1,36 1,24 9,7

3.1.2. Fonctionnement en charge.

Pour ce qui est des calculs en charge, nous nous limitons a la comparaison du couple
électromagnétique. Nous cherchons ainsi a comparer le couple maximal que peuvent produire les deux
moteurs-roue a rotor bloqué d’une part et en mode autopiloté d’autre part. Pour faire I’essai a rotor
bloqué, on alimente le moteur comme indiqué sur la figure 122. A ce jour, nous ne disposons que d’un
seul essai réalisé sur le moteur 30 kW, car aucun essai de ce type n’a encore été fait pour le moteur-
roue de vélo. De plus, I’essai sur le moteur 30 kW a été réalisé dans la configuration décrite sur la
figure 123.

Moteur-roue
30 kW

Y

figure 122 : alimentation du moteur en mode autopiloté a rotor bloqué.

Moteur-roue
30 kW

figure 123 : alimentation du moteur 30 kW pour les mesures du couple électromagnétique a
rotor bloqué.

La figure 124 décrit le systéme qui a été mis en place pour mesurer ce couple. Sous I’effet du couple
fourni par le moteur, un bras de levier solidaire du rotor appuie sur un peson contenant une jauge de
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pression. La mesure de la pression permet de calculer la force appliquée sur le peson et ensuite de
remonter au moment du couple fourni par le moteur.

Sur la figure 125, nous représentons le couple a rotor bloqué dans la configuration des essais. Nous
constatons une bonne corrélation entre les calculs et les mesures (nous observons simplement une
saturation moins marquée pour le modéle analytique). Ce résultat est trés rassurant. En effet, nous
rappelons que nous avons bien insisté au chapitre 1 sur I’importance du couple quant au
dimensionnement du volume d’un moteur électrique. Du point de vue du concepteur, il est donc
primordial de modéliser le plus fidélement possible le couple en fonction des amperes-tours et
notamment de tenir compte correctement de I’effet de la saturation magnétique. Cela garantit une
bonne évaluation des pertes Joule pour un couple donné. La figure 126 montre alors I’évolution du
couple en fonction des ampeéres-tours par encoche en alimentation autopilotée. Nous constatons que
I’objectif d’un couple de 6000 N.m est atteint avec un niveau correct d’ampéres-tours. A titre de
complément, nous tragons aussi sur la figure 127 le couple électromagnétique du moteur de vélo en
mode autopiloté. Mé&me si nous n’avons pas de résultats de mesure, la cohérence entre les modéles
numérique et analytique permet de confirmer leur validité sur un second moteur trés différent du
premier de par sa taille, sa puissance et les matériaux utilisés.

Cmot

figure 124 : systéme permettant la mesure du couple du moteur 30 kW a rotor bloqué.
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Couple (N.m)
A

6500 1
6000 A
5500 1
5000 1
4500 1
4000 1
3500 1
3000 1
2500 1
2000 1
1500 -
1000 1

500 1

. . . . . . . . . 5 amperes-tours
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000 4500 par encoche (A)

— couple théorique analytique — — couple théorique numérique

X X X points de mesure expérimentaux

figure 125 : couple fourni par le moteur 30 kW (alimenté comme décrit sur la figure 123) en
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couple moteur
moyen (N.m)
A

7000 ... .............. .............. .............. .............. ..............
6000 .............. .............. .............. — ............
5000 .............. ______________ v ______________
4000 .............. " - .............. ..............
3000 / o .............. .............. ..............
2000 , .............. .............. .............. ..............

T Y0 IR 770 W S WS N N S

i i i i : : : i ampéres-tours
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000  Parencoche (A)

— couple théorique analytique — — couple théorique numérique

figure 126 : couple électromagnétique moyen® fourni par le moteur 30 kW en mode autopiloté
en fonction des ampéres-tours par encoche (Tam = Teu = 25 °C).

% Sur cette figure, I’angle d’autopilotage est toujours choisi de facon a ce que le couple électromagnétique
moyen soit maximal.
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Couple (N.m)
A
35 --""""""."E ................. E..................E ................. E ................. E-""""""""E ................. E
30 ................. ................. ................. ............. el
L I T U NN S Wi L T
- . . E / . . -
20 -_...............E ................. E..................E .............. /? ............... :....; ................. E
7/ : : i
i i Ry
15 --"""-""""E ................. :,...../ : ............... E ................. :. ...........................
: Y4 :
E i// H E H H H
10 --./, .. ................. . ................. _.. ................. .
; / H H ; H H H
i/ :
5 . X .............. Frevmnenanannnann Jeerennrannraranas | ................. Frvemrnsnnnannnen frereernemnnennaa H
7
Y4
: : : : : { _ ampéres-tours
0 100 200 300 400 500 600 700 [parencoche (A)
— couple théorique analytique — — couple théorique numérique

figure 127 : couple électromagnétique moyen®’ fourni par le moteur de vélo en mode autopiloté
en fonction des ampeéres-tours par encoche (Tam = T = 25 °C).

3.2. Modeéle électromécanique.

Nous passons maintenant a I’analyse des performances électromécaniques. L’objectif n’étant pas
de rendre compte exhaustivement de tous les calculs et les mesures effectuées, nous allons restreindre
notre champ a la validation de la fém et du rendement du moteur. Le calcul du rendement repose en
fait sur la modélisation des pertes, du couple, des courants et des tensions. En une seule variable nous
avons une image assez fidéle de la validité du modéle électromécanique. Par ailleurs (toujours dans un
objectif de dimensionnement) le rendement du moteur est une variable essentielle a maitriser : il
conditionne les échauffements et I’autonomie du systeme.

> Sur cette figure, I’angle d’autopilotage est toujours choisi de facon a ce que le couple électromagnétique
moyen soit maximal.
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3.2.1. Fém.

Nous commencons par la représentation de la force électromotrice. Celle concernant le moteur 30
KW a été tracée sur la figure 128 et celle concernant le moteur de vélo sur la figure 129. Notons que
les deux relevés ont été effectués a température ambiante. Ces figures expriment toujours une bonne
cohérence des deux modélisations entre elles et avec le relevé expérimental. Remarquons juste que,
comme il I’a déja été dit dans ce mémoire, le modéle analytique ne peut tenir compte de I’effet de la
denture statorique.

> temps (ms)

- - - Fém théorique analytique — — Fém théorique numérique

—— Fém expérimentale

figure 128 : comparaison de la fém expérimentale avec les fém théoriques calculées
analytiquement et numériquement pour le moteur 30 kW (N = 150 tr/min).
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> temps (ms)

R WSURR e . St SO O PEY ST SR PR NYSYPPPTY FAPRAIT EE.

12 Proaraeetge

15 Lo I SRS SRS S H— A FR— F— N i
--- Fém théorique analytique — — Fém théorique numérique

—— Fém expérimentale

figure 129 : comparaison de la fém expérimentale avec les fém théoriques calculées
analytiquement et numériquement pour le moteur de vélo (N = 200 tr/min).

3.2.2. Rendement moteur.

Pour I’étude du rendement, nous n’avons considéré que le moteur 30 kW pour lequel de hombreux
essais en charge ont été réalisés. lls ont permis de tracer le rendement en fonction du couple de charge
pour différentes vitesses. De la figure 130 & la figure 133, nous montrons ces résultats expérimentaux
que nous comparons aux calculs théoriques. Notons que la température du bobinage valait
approximativement 130 °C durant toute la durée des essais et celle des aimants estimée a environ
80 °C.

L’observation de ces courbes montre des écarts assez importants entre les différents modeles, surtout a

haute vitesse et faible charge, c’est-a-dire la ou les pertes a vide sont prépondérantes. Nous avons donc

supposé que les écarts provenaient d’écarts entre les différents calculs des pertes a vide. La figure 134

confirme cette hypothése. En effet nous y constatons une forte disparité entre les pertes calculées et les

pertes mesurées. Nous proposons deux interprétations de ces observations. Pour ce qui est la disparité

entre les deux modélisations, elle peuvent s’expliquer par :

— des différences entre les niveaux d’induction dans les culasses et les dents (cf. tableau 19) ;

— des difféerences entre I’évolution de ces inductions en fonction du temps ; I’évolution calculée
numériqguement est plus «douce » que I’allure supposée trapézoidale pour mener le calcul
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analytique, ce qui a pour effet de réduire la valeur moyenne de la dérivée au carré de I’induction,

donc des pertes par courant de Foucault.
Pour ce qui est des différences entre la théorie et I’expérimentation, nous voyons au moins trois
raisons possibles. La premiére consiste dans le fait que nous avons négligé totalement les pertes
mécaniques. Cette hypothése est sans doute erronée et il faut bien admettre que ces pertes sont sans
doute plus importantes que nous ne voulions bien le croire, méme si la vitesse maximale est limitée.
Deuxiemement, notre modélisation des pertes fer n’est pas non plus compléte. Nous négligeons les
pertes supplémentaires et les effets de rotation de I’induction. Nous supposons aussi que I’induction
est constante dans toute la dent, négligeant ainsi des saturations locales qui peuvent augmenter
sensiblement les pertes fer. Enfin, les aimants étant faiblement conducteurs, il y circule des courants
de Foucault dus aux variations de I’induction provoquées par le champ de réaction d’induit et les
variations de la réluctance du stator.
Deux faits viennent confirmer que les différences observées sur le rendement sont essentiellement
dues aux pertes a vide. D’une part, nous avons mesurée une résistance a froid (14 ° C) de 150 mQ
alors que les équations structurelles donnent a la méme température 145 mQ. Ainsi pour un couple
donné, si les amperes-tours nécessaires par encoche et la résistance des bobinages sont correctement
évalués, les pertes Joule doivent, elles aussi, étre correctement évaluées (aux courant dus aux pertes a
vide pres). Par ailleurs, nous avons corrigé le modéle numérique en y introduisant les valeurs des
pertes fer mesurées expérimentalement. Nous observons alors sur la figure 135 une nette amélioration
dans le calcul du rendement.

Rendement du moteur (%)
100
o
90 ! S
= — x
80 ~
%5 - X
0 =i X
==

60

50

40

30

20

10

Couple (N.m)
0 500 1000 1500 2000 2500 3000
—— rendement théorique analytique — — rendement théorique numérique
X X X points de mesure expérimentaux

figure 130 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 100 tr/min).
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Rendement du moteur (%)
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—— rendement théorique analytigue — — rendement théorique numérique
X X X points de mesure expérimentaux

figure 131 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 200 tr/min).
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figure 132 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 300 tr/min).
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Rendement du moteur (%)
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figure 133 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge (N = 400 tr/min).
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figure 134 : évolution des pertes a vide du moteur 30 kW en fonction de la vitesse.
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Rendement du moteur (%)
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figure 135 : rendement du moteur 30 kW en fonction du couple de charge en corrigeant les
pertes a vide a I’aides relevés expérimentaux (N = 400 tr/min).

3.3. Modeéle thermique.

La derniére partie de ce mémoire concerne les essais thermiques Ceux-ci ont uniquement été
réalisés sur le moteur de vélo. Malheureusement, a ce jour, le nombre d’essais est encore réduit. En
effet, étant donné le probleme posé par les poulies d’entrainement sur le comportement thermique du
moteur, nous nous sommes limités a des essais en statique en injectant du courant continu de maniére
a créer des pertes Joule semblables a celles que I’on pourrait obtenir en charge. Mais, dans ce cas, les
pertes fer et les pertes mécaniques sont nulles. Nous avons ainsi réalisé deux essais, I’'un pour des
pertes Joules de 60 W voisines de celles du point de fonctionnement nominal (200 W — 200 tr/min) et
I’autre pour des pertes Joules de 175 W voisines de celles obtenues pour le couple maximal de 25
N.m. Nous envisageons par la suite de réaliser un essai complémentaire en rotation a vide (ce qui
permet de supprimer les poulies) pour évaluer correctement les coefficients de convection et I’effet des
pertes fer et mécaniques.

Tous les relevés expérimentaux ont été réalisés en régime transitoire. Nous avons observé la montée
de la température en 22 points du bobinage et des tétes de bobine a I’aide des thermocouples (un
relevé toutes les deux minutes) et en surface du rotor et des flasques par relevé de thermogrammes
réalisés a la caméra infrarouge (un relevé toutes les dix minutes). Par ailleurs, nous avons supposé que
la température des aimants était trés voisine de la température de surface mesurée.

Il n’est possible d’effectuer que des comparaisons entre le modele analytique et les essais, car le
modéle numérique ne peut que fournir des résultats en régime permanent. La figure 136 montre donc
les évolutions expérimentales et théoriques (analytiques) des températures dans I’encoche, dans la téte
de bobine et dans les aimants dans le cas de I’essai a 60 W de pertes.
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Pour I’essai a 175 W de pertes, nous avons arrété I’essai avant I’obtention du régime permanent et
nous avons enregistré la courbe de refroidissement. La figure 137 montre les courbes analytiques et
expérimentales. Nous observons somme toute une assez bonne concordance entre les calculs
analytiques et les essais, sachant que nous n’avons modifié aucun des paramétres apres la
comparaison. En effet, I’objectif était de prédire les échauffements avant la construction d’un moteur.
Dans ce cas, on ne peut pas « caler » un modéle faute de I’existence d’un prototype.

En régime permanent, nous pouvons comparer les calculs théoriques tant analytiques que numériques
aux résultats expérimentaux. Le modéle numérique fournit des résultats relativement éloignés des
essais. Par exemple la figure 138 montre un dégradé en température du moteur pour des pertes de 175
W. Nous observons que la température dans les aimants ne dépasse pas 345 K (soit environ 70°C)
alors que I’essai montre que la température converge vers une température voisine de 110°C (si on
extrapole au dela du moment ou I’on a coupé I’alimentation du moteur. Cela est certainement du a
I’indétermination de plusieurs parametres thermo-physiques (notamment des coefficients de
convection naturelle) et aussi le fait que nous n’avons pas tenu compte de la dépendance des
coefficients de convection avec la température. Pour I’instant, nous n’avons pas encore pu améliorer le
modele. C’est un de nos objectifs a court terme.
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figure 136 : évolution des températures dans le moteur de vélo pour I’essai a 60 W.
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figure 137 : évolution des températures dans le moteur de vélo pour I’essai a 175 W.

Pour finir, nous donnons sur la figure 139 un thermogramme expérimental relevé au moment des plus
grands échauffements du moteur durant I’essai a 175 W. Cette figure conduit aux deux remarques
suivantes :

— le rotor est pratiqguement isotherme, ce qui estun point positif pour I’approche analytique par bloc

isothermes® :
— le profil de température autour du moteur correspond bien a un phénoméne de convection

naturelle : la température est plus élevée au sommet du moteur.

%8 Cette observation est a reliée aux relevés par thermocouples qui montrent que le cuivre dans I’encoche et dans
les tétes de bobine est relativement isotherme aussi.

248



Aspects expérimentaux et validation des modéles.

figure 138 : degradé de température obtenu par simulation numérique du moteur de vélo pour
des pertes Joule de 175 W.
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figure 139 : thermogramme de la surface extérieure du rotor du moteur de vélo fourni par la
caméra infrarouge (relevé au maximum de température de I’essai a 175 W).
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4. Conclusion.

Les différents essais effectués ont globalement permis de valider les modéles développés au cours
de la partie B. Notons que ces résultats sont d’autant plus satisfaisants que les essais ont portés sur
deux moteur de méme structure mais de gamme de puissance tres différente (dans un rapport de 150).
Pourtant ces essais ont aussi mis en évidence certaines faiblesses. 1l s’agit essentiellement du calcul
des pertes du moteur a vide et de la modélisation numérique du comportement thermique moteur. Cela
ouvre autant de voies de réflexions et de travaux futurs. La suite du travail consiste maintenant a
intégrer les modeles analytiques et numériques dans la procédure de dimensionnement décrite sur
I’organigramme de la figure 22 du chapitre 2.
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Chapitre 9. Mise en ceuvre de la
méthodologie de dimensionnement optimal ;
application a I’optimisation d’un moteur-
roue synchrone sans balais pour vélo
electrique.

1. Introduction.

ce stade du travail nous disposons de tous les éléments pour mettre en ceuvre la

méthodologie de dimensionnement décrite sur I’organigramme de la figure 22 du chapitre 4.

Au cours du chapitre 3, nous avons choisi la structure qui nous semblait la mieux adaptée a
I’application de moteur-roue : il s’agit d’un moteur synchrone sans balais alimenté par des créneaux de
courant. Puis, nous avons modélisé analytiquement et numériquement le systéme. Finalement cette
modélisation a été validée dans le chapitre précédent.
Il reste donc a créer un programme d’optimisation du moteur-roue synchrone sans balais a structure
inversée, sur la base des équations des modéles analytiques développés au cours de la partie B.
Comme nous I’avons évoqué au chapitre 2, nous utilisons le logiciel PASCOSMA [20] qui repose sur
la méthodologie du méme nom. L’intérét de cette méthodologie est que le logiciel d’optimisation est
programmé automatiquement, ce qui permet de gagner beaucoup de temps en économisant beaucoup
de calculs « a la main ». Cette partie du travail s’inscrit dans le cadre d’une collaboration de I’ Institut
de Génie Energétiqgue avec I’équipe Diagnostic et Conception Intérégrés du Laboratoire
d’Electrotechnique de Grenoble. Dans ce chapitre, nous expliquons comment utiliser PASCOSMA
pour programmer automatiquement une application de dimensionnement optimal, puis nous montrons
comment relier les résultats obtenus au logiciel FLUX2D afin de simuler automatiquement le moteur-
roue dimensionné par PASCOSMA.
Enfin cette approche est illustrée par un exemple pratique concernant I’optimisation du prototype de
moteur de vélo qui avait été congu avec des méthodes traditionnelles de calcul de machine [15]. Nous
montrons que les performances globales du moteur-roue sont améliorées, tout en gardant un esprit
critique sur la solution trouvee.
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2. Programmation automatique d’un logiciel de dimensionnement optimal
par PASCOSMA.

Dans ce paragraphe, nous expliquons comment obtenir une application de dimensionnement
optimal avec PASCOSMA. Nous évoquons en particulier les problémes rencontrés avec des modeéles
contenant un grand nombre d’équations.

2.1. Généralités.

Rappelons I’organigramme de fonctionnement du logiciel PASCOSMA. Celui-ci a déja été donné
au chapitre 2, mais nous allons rentrer plus en détail dans le fonctionnement du logiciel.
Au départ, on dispose d’un modéle analytique. La premiére étape consiste en scinder les paramétres du
modele en deux familles :
— les Npg paramétres de sortie Psj, c’est-a-dire tous les paramétres qui se trouvent a gauche du

signe égal dans les équations ;
— les Npe paramétres d’entrée Pe;j, c’est-a-dire tous les autres paramétres (ceux qui se trouvent a

droite du signe égal sans n’étre jamais a gauche !).
Par exemple, dans les deux équations suivantes :

y=X+2 (379)

z=x+t (380)
y et z sont des paramétres de sortie et x et t des paramétres d’entrée.

La seconde étape consiste a transformer les équations du modele pour exprimer tous les parametres de
sortie en fonction des seuls paramétres d’entrée comme suit :

Vje{l...,Nps} Pj =fj(Pe1,Pe2,...,PeNPe ) (381)

Pour réaliser cette opération, il faut substituer tous les parametres de sortie qui se trouvent a gauche en
fonction uniquement de paramétres d’entrée. Cette opération serait trés longue et trés pénible a faire
«a la main». PASCOSMA utilise en fait le logiciel de calcul formel MACSYMA pour réaliser
automatiquement toutes les substitutions.

L’étape suivante consiste a coupler le modéle analytique avec un algorithme d’optimisation

performant déja programmé. L’algorithme d’optimisation étant du type gradient, il faut disposer des

dérivées partielles des parameétres de sortie par rapport a tous les paramétres d’entrée. Deux voies sont
envisageables :

— soit on calcule les dérivées numériquement, mais alors le fonctionnement de I’algorithme
d’optimisation est lent (car il faut en permanence évaluer numériquement des dérivées partielles)
et il converge difficilement ;

— soit on les calcule formellement et une fois pour toutes.

Sans I’'aide du calcul formel, on se dirige inévitablement vers la premiére solution dés que les

équations du modele sont trop nombreuses, car, a priori, il faut calculer Npg x Npg dérivées. En

revanche, avec I’aide de MACSYMA, le travail peut étre fait automatiqguement et sans erreurs. C’est
ce qui est réalisé dans PASCOSMA.

L’ algorithme d’optimisation étant programmé en FORTRAN, PASCOSMA demande a MACSYMA

de transcrire toutes les équations au format FORTRAN. Puis, les différents sous-programmes
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correspondant aux expressions des paramétres de sortie et de leurs dérivées partielles sont
automatiquement programmés.

La derniere étape est I’édition de lien des différents sous-programmes avec le sous-programme
d’optimisation et avec une interface graphique conviviale qui est automatiqguement configurée pour
I’application considérée.

A I’arrivée, on dispose d’un programme d’optimisation correspondant au systéme décrit par le modéle
initial, sans avoir a réaliser de longs calculs « a la main » ni de phase de correction des programmes.
Le concepteur est donc libéré des travaux les plus fastidieux. Nous détaillerons plus loin I’utilisation
d’une application PASCOSMA sur un exemple pratique.

[ Modeéle analytique ]

Recherche automatique dans le modéle :
- des paramétres d’entrée :  Pejie[L,n]

- des paramétres de sortie 1 Psj je[1,m]

Ecriture symbolique du modele sous la forme : Ps; = f(Pe;j) Vi, V]
| [

Obtention d’un
programme

Programmation automatique des  Ps j = f(Pe;) Vi, V] d"analyse

OPS
Calcul symbolique des expressions des dérivées partielles ap—’ Vi, Vj
€i

Obtention d’un
oPs Vi, Vi programme de
Pe; calcul de sensibilité

Programmation automatique des

Edition de lien automatique avec I’algorithme
d’optimisation sous contraintes

-

Obtention d’un programme de dimensionnement
et d’optimisation sous contraintes

figure 140 : organigramme de génération automatique d’un programme de dimensionnement et
d’optimisation sur la base d’un modeéle analytique avec la méthodologie PASCOSMA.

2.2. Traitement des grands modeles.

Une limite de la méthodologie PASCOSMA telle qu’elle a été présentée au paragraphe précédent
correspond au traitement des modéles comportant un trés grand nombre d’équations. C’est exactement
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le cas du systeme considéré dans ce travail. Le nombre d’équations et de paramétres est trés important
surtout a cause de I’utilisation de séries. Dans ce cas, les substitutions deviennent lourdes voire
impossibles a réaliser, car les expressions données par MACSY MA deviennent énormes. Imaginons ce
que peut donner la substitution d’un série dans une autre et cela imbriqué deux ou trois fois! Une
solution consiste a ne pas réaliser toutes les substitutions et d’utiliser les propriétés des fonctions
composées (fonctions de fonctions). Lorsque I’on détecte que les expressions vont étre trop lourdes, on
ne réalise pas la substitution symbolique. Ensuite, pour calculer les dérivées partielles, on utilise les
propriétés des fonctions composées. Pour mieux comprendre, considérons le cas simple des deux

oy

équations 379 et 380. Le calcul de r peut étre réalisé en substituant dans I’équation 379 I’expression
) S oy oy oz . e
de z donnée par I’équation 380 ou alors en remarquent que FRrE ce qui permet d’éviter la
z

substitution. Avec ce truchement, on peut toujours calculer symboliquement I’expression exactes de
toutes les dérivées partielles sans étre confronté a des expressions substituéees intraitables [70].

2.3. Choix des points de fonctionnement intervenant dans le dimensionnement.

En terme de dimensionnement, les équations du modele doivent étre évaluées pour différents points
de fonctionnement qui serviront de points tests. En fait, il faut définir autant de point de
fonctionnement que le cahier des charges en évoque (explicitement ou implicitement), et, pour chaque
point, il faut dupliquer toutes les équations relatives aux performances du systeme. Les autres
équations, décrivant la structure géométrique et les propriétés physiques des matériaux, sont
indépendantes du point de fonctionnement et n’ont pas a étre dupliquées. En conséquence,
I’application est d’autant plus longue a programmer et difficile a utiliser que le nombre de point de
fonctionnement est important. Pour les moteurs fonctionnant a vitesse et charge fixes, un seul point est
utile. Pour les moteurs fonctionnant a vitesse et charge variables, il faut considérer plusieurs points ;
ils peuvent aussi correspondre a des points limites d’une zone de fonctionnement a couvrir. Pour le cas
d’un moteur de traction, on peut se reporter au tableau 3 du chapitre 1 ; par exemple, un des points de
fonctionnement correspond au démarrage du moteur-roue a vitesse nulle pour imposer que le couple
en ce point soit suffisant.

3. Validation du dimensionnement optimal par des simulations numériques
automatisees.

3.1. Objectif.

Une fois le logiciel d’optimisation programmeé, il peut étre utilisé pour le dimensionnement d’un
moteur. A la fin du dimensionnement, nous disposons d’un fichier PARAMETRES.TXT contenant
tous les paramétres du modele. Conformément a ce qui a été énoncé au chapitre 2, le moteur-roue
dimensionné doit alors étre simulé numériquement. Pour ce qui est de I’analyse magnétique, il s’agit
donc de faire une série de simulations qui sont identiques dans leur déroulement et qui ne différent que
par la valeur des paramétres géométriques et des sources du champ (c’est-a-dire les ampéres-tours
dans les encoches). Ces simulations sont nombreuses mais tout a fait répétitives ; elles peuvent donc
étre automatisées. Ce n’est pas le cas pour les simulations thermiques, car elles nécessitent de
connaitre la structure exacte des parties mécaniques du moteur, ce qui n’est pas toujours possible.
Nous limitons donc notre propos aux simulations électromagnétiques.
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3.2. Mise en ceuvre.

Les simulations peuvent facilement étre automatisées grace au langage de commande du logiciel
FLUX2D. En fait, toutes les opérations sous ce logiciel visent a répondre a des questions. Dans le cas
précis, pour chaque simulation, il est possible d’anticiper toutes les questions et d’écrire a I’avance les
réponses dans un fichier. Par la suite, ce fichier est utilisé pour répondre automatiquement aux
questions posées par le logiciel, sans aucune intervention de I’utilisateur. L’annexe 7 détaille la
procédure suivie pour mettre en ceuvre les simulations numériques automatisées de validation.

4. Application a I’optimisation du moteur de vélo.

4.1. Programmation de I’application de dimensionnement.

La programmation automatique de I’application de dimensionnement a été réalisée sur un
ordinateur PC équipé d’un processeur AMD K6 cadencé a 200 MHz et possédant une mémoire vive de
64 Mo. Nous avons fourni les 72 équations du modéle analytique sous la forme d’un fichier au format
MACSYMA et I’application de dimensionnement optimal a été disponible approximativement au bout
de 12 heures. Durant la majeure partie du temps, plus de 5400 dérivées partielles ont été calculées
symboliquement et traduites en langage FORTRAN. Cela donne une idée du travail réalisé
automatiquement et du gain de temps réalisé par le concepteur (surtout si ce travail est réalisé en
temps masqué).

Nous avons choisi trois points caractéristiques du fonctionnement du moteur :
— démarrage (Pfl) : vitesse de rotation nulle et couple maximal ;

— vitesse intermédiaire (Pf2 ) : puissance maximale et couple maximal ;
—  vitesse maximale( Pf3 ) : puissance maximale et vitesse maximale.

Ces trois points sont des points limites de la caractéristique couple vitesse demandée au moteur (cf.
figure 141). D’un point de vue électromagnétique, si le moteur peut fonctionner a ces trois points,
alors il est capable de fonctionner dans toute la zone définie sous la caractéristique limite représentée
sur la figure 141. Mais attention, comme les équations correspondant au modéle thermique n’ont pas
été intégrées, il n’est pas possible de préciser le temps de fonctionnement pour chaque point avant que
les échauffements deviennent trop important.

Enfin, la fonction objectif, c’est-a-dire la variable a optimiser, a été choisie comme suit :

fobj =Kn, M2 +Kmgim -Maim + Kmyop -Mtot (382)

On fixe les valeurs des coefficients k & 0 ou & 1 selon que I’on veuille privilégier une variable ou une
autre. Par exemple, pour optimiser le rendement au point de fonctionnement sz , on choisit les

coefficients k comme suit : ky, =1;km . =Km,, =0-
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figure 141 : définition des trois points de fonctionnement utilisés dans I’application de
dimensionnement de moteurs-roues crée par PASCOSMA.

4.2. Cahier des charges et définition des contraintes de dimensionnement.

Dans ce paragraphe, nous utilisons I’exemple de I’optimisation d’un moteur de vélo pour expliquer
comment le programme de dimensionnement optimal généré par Pascosma gere un cahier des
charges.

4.2.1. Cahier des charges du moteur de vélo.

Nous retenons les grandes lignes suivantes du cahier des charges pour I’optimisation du moteur de
vélo :
— puissance maximale : 200 W ;
— vitesse maximale : 200 tr/min ;
— couple maximal : 25 N.m (pendant une minute) ;
— refroidissement par convection naturelle ;
— tension de batterie : 36 V ;
— diamétre extérieur du moteur : <150mm ;

— largeur du moteur : <100 mm (pour étre intégrable dans une fourche de vélos-tous-terrains

standards).
De plus, pour avoir la plus grande autonomie possible, le moteur doit étre le plus léger possible et
avoir le meilleur rendement possible et, pour limiter le colt du moteur, il faut minimiser la masse des
aimants.
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4.2.2. Traitement du cahier des charges dans I’application de dimensionnement optimal.

Dans I’application de dimensionnement programmée automatiquement par PASCOSMA, tous les
parameétres (d’entrée ou de sortie) peuvent étre contraints.

'=-| paramétre d'entrée her [+«

hor:iPas de commentalire

Valeur initiale :

‘D'DDS | O Fixe

@® Optimisahle

Valeur min :

‘U.Uual |

Valeur max :

‘D.Dl |

figure 142 : fenétre de I’interface de I’application de PASCOSMA permettant de contraindre un
paramétre d’entrée.

La figure 142 présente la fenétre d’interface concernant la paramétre d’entrée hCr (hauteur de la

culasse rotorique). Dans cette fenétre, nous fixons les bornes de variations de la variable durant
I’optimisation, ainsi qu’une valeur initiale (qui peut étre figée au cours de I’optimisation). En effet, il
est nécessaire de fixer une valeur initiale pour tous les paramétres d’entrée, car I’algorithme
d’optimisation fonctionne par itérations successives et il faut donc lui fournir un point de départ. Dans
notre cas, ce point de départ est tout trouvé ; il s’agit du moteur de vélo initial. Remarquons que si
nous voulions dimensionner un systéme completement nouveau, nous devrions trouver des valeurs
initiales cohérentes (par exemple en appliquant une procédure classique). En fait, d’un point de vue
strictement théorique, il n’est nullement nécessaire de partir de paramétres physiquement cohérents et
nous pourrions démarrer I’optimisation avec des parameétres déterminés de facon aléatoire, mais
I’expérience montre que cela entraine souvent des problemes de convergence de I’algorithme
d’optimisation.

La figure 143 présente la fenétre d’interface concernant la parametre de sortie rendp (rendement du

moteur pour le point de fonctionnement sz ). Dans cette fenétre, nous choisissons :

— soit d’ignorer le parametre, ¢’est-a-dire qu’il est laissé libre de prendre n’importe quelle valeur
durant toute la procédure d’optimisation ;

— soit d’optimiser le parametre dans un intervalle donné ; par exemple, dans la fenétre de la figure
143 nous imposons® que le rendement au point Pf3 soit supérieur a 70 % (et inférieur a 100

%),
— soit de fixer un paramétre ; I’algorithme d’optimisation converge naturellement vers cette
contrainte d’égalité.

gl n’y a pas de solution satisfaisante dans cet intervalle, le programme envoie un message d’erreur
expliquant que I’algorithme d’optimisation ne converge pas sans violer des contraintes.
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Cette derniére possibilité est d’un grand intérét pratique, car elle permet de calculer des paramétres
implicites (comme le facteur de saturation dans le cas du modéle analytique magnétique décrit au
chapitre 5). En effet, supposons que le paramétre X soit défini par la relation f(x0)=0, non

inversible analytiquement. Nous allons définir le paramétre supplémentaire fozf(xo) et dans
I’application de dimensionnement nous imposons que le paramétre de sortie fy soit egal & 0. Alors
I’algorithme trouve automatiquement (si cela est possible) le parameétre X qui permet de satisfaire la

contrainte d’egalite fo =0.

=| Paramétre de sortie rendb |'| -

rendb:FPas de conmentaire

Valeur finale :

‘D | 7 Fize
@® Optimisable

Valeur min :

‘D_—.,. | > Ignoré

Valeur max :

E |

figure 143 : fenétre de I’interface de I’application de PASCOSMA permettant de contraindre un
parametre d’entrée.

Les contraintes que nous fixons sur les grandeurs d’entrée ou de sortie reflétent trés exactement les

contraintes définies dans le cahier des charges, pour autant que la variable a contraindre soit

représentée par un paramétre mathématique dans I’application de dimensionnement. Ces contraintes

peuvent donc concerner la géométrie ou les performances du moteur.

Pour notre exemple, le cahier des charges contenait les contraintes suivantes :

— limitation de la valeur maximale du diameétre extérieur (il doit étre inférieur a 150 mm d’apres le
cahier des charges) ;

— limitation de la valeur maximale de la longueur de fer (compte tenu des tétes de bobine, elle doit
étre inférieure a 54 mm pour que le moteur complet ait une largeur inférieure a 100 mm) ;

— limitation de la valeur minimale du nombre de paires de pdles et du hombre de conducteurs en
série par encoche (il doivent évidemment étre supérieurs a 1).

— limitation de la valeur minimale de la largeur des dents et de la hauteur des culasses et des aimants
pour des questions de faisabilité mécanique ;

— limitation de la valeur minimale de I’ouverture de I’encoche entre deux dents pour pouvoir passer
les fils de cuivres (voire les bobines préformées) ;

— contrainte d’égalité sur I’entrefer magnétique (il est pris égal a 1 mm car il est difficile de
descendre en dessous) ;

— contraintes d’égalité pour les couples électromagnétiques aux points P, et Pr, (25N.m);

— contraintes d’égalité pour les puissances aux points sz et Pf3 (200 W) ;

— contraintes d’égalité sur la vitesse au point Pf3 (200 tr/min) ;
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— limitation de la valeur minimale du rendement au point Pf3 (il doit étre supérieur ou égal a 70

%) ;
— limitation de la valeur minimale du temps d’échauffement adiabatique au point Pr, (il doit étre

supérieur ou égal a 60 s) ;

— limitation de la valeur maximale de la tension en aval du convertisseur (elle doit étre inférieure a
la tension de batterie de 36 V) ;

— limitation des inductions dans toutes les parties de la machine pour éviter de sortir des limites de
validité de I’éguation analytique modélisant les caractéristiques des matériaux magnétiques (sinon
I’algorithme d’optimisation risque de diverger).

4.3. Premiére optimisation.

Apreés avoir défini ce cahier des charges, nous avons pu réaliser le premier dimensionnement
optimal en prenant la masse totale comme fonction objectif. Le dimensionnement est rapide : en moins
d’une minute (et 44 itérations), le programme fournit une solution. Pour achever le dimensionnement,
il faut fixer les parameétres discrets que sont le nombre de conducteurs en série par encoche et le
nombre de paires de p6les. Pour cela, nous essayons les quatre couples possibles autour des valeurs
optimales non entiéres et nous retenons la meilleure. Les principaux parameétres du moteur obtenu sont
donnés dans le tableau 21. Nous constatons que pour une conservation du rendement et des
performances imposées par le cahier des charges, la masse totale a été réduite de 38,4 % et celle des
aimants de 54,4 %.

4.4. Seconde optimisation.

La premiere optimisation est trés satisfaisante. Mais, pour des raisons énergétiques, il peut étre
intéressant d’augmenter le rendement du moteur au point Pfs. Pour cela, nous réalisons plusieurs

dimensionnement en faisant croitre la contrainte minimale sur le rendement et en optimisant la masse
totale. A chaque fois, celle-ci augmente, prouvant encore une fois que le rendement et la masse du
moteur sont assujettis a un compromis difficile correspondant a I’optimisation de I’autonomie du
véhicule. Dans cette application, nous n’avons pas encore introduit de parameétres traduisant cette
grandeur. Nous effectuons donc le choix définitif en tracant les courbes de la masse totale (figure 144)
et de celle des aimants (figure 145) en fonction de la contrainte minimale sur le rendement.

Le choix du moteur final n’obéit & aucune régle objective et il est le seul fruit de notre analyse des
courbes ci-dessus. Nous pouvons par exemple nous aider en fixant une limite de co(t des aimants.
Nous choisissons arbitrairement le moteur ayant un rendement de 0,73. En effet, le choix d’un
rendement supérieur conduit a augmenter trop fortement la masse du moteur (et en particulier des
aimants) et a I’oppose, vouloir minimiser encore plus les masses implique une détérioration
difficilement acceptable du rendement.

259



Chapitre 9

masse lotale
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figure 144 : évolution de la masse totale du moteur en fonction de la contrainte minimale sur le
rendement durant I’optimisation du moteur de vélo.
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figure 145 : évolution de la masse des aimants du moteur en fonction de la contrainte minimale
sur le rendement durant I’optimisation du moteur de vélo.

Les deux figures précédentes mettent aussi en évidence I’existence de limites physiques concernant le
rendement du moteur et sa masse totale : on ne peut obtenir un rendement supérieur a environ 76 %
(méme au prix d’une tres grande augmentation des masses) et on ne peut obtenir une masse inférieure
a environ 3 kg (méme en acceptant un rendement tres faible).
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tableau 21 : principales caractéristiques données par le modéle utilisé par I’application de
dimensionnement optimal pour le moteur initial et les deux moteurs optimiseés.

Moteur initial Moteur intermédiaire Moteur final
(premiéere optimisation) | Seconde optimisation)
Puissance maximale 200 200 200
(W)
Vitesse maximale 200 200 200
(tr/min)
Couple maximal (N.m) 25 25 25
Rendement au point 70 70 73
Py (%)
Masse totale des parties 49 3,1 3,7
actives (kg)
Masse des aimants (kg) 0,91 0,41 0,47
Diameétre extérieur 150 150 150
(mm)
Longueur de fer (mm) 49 51 54
Nombre de paire de 6 9 9
poles

Le tableau résume les principales caractéristiques de ce moteur. Les caractéristiques imposées par le
cahier des charges sont maintenues tandis que le rendement est augmenté de trois points, la masse
totale est diminuée de 28 % et celle des aimants de 48 %.

4.5. Comparaison entre le moteur-roue optimisé et le moteur roue initial.

Nous allons comparer plus en détail la structure puis les performances du moteur-roue optimisé
avec celles du moteur-roue initial, pour se faire une idée de la qualité du moteur obtenu.

4.5.1. Comparaison des caractéeristiques géométriques.

La figure 146 montre les deux structures géométriques. Nous observons que la seconde est
largement allégée. Les épaisseurs des culasses et des aimants et les largeurs des dents sont plus
faibles ; le rayon intérieur du stator est plus grand. Cela a été possible en augmentant le nombre de
poles du moteur de 12 a 18. En méme temps le logiciel a joué sur les niveaux d’induction pour
maitriser les pertes fer supplémentaires dues a I’augmentation de la fréquence électrique. Le tableau
qui compare les masses et les codts des deux moteurs montre le gain de matiére et le gain économique
qui est réalisé, surtout au niveau des aimants.
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moteur initial moteur final

figure 146 : comparaison des structures géométriques du moteur de vélo initial et du moteur de
vélo optimise.

tableau 22 : comparaison des masses des différentes parties actives du moteur de vélo initial et
du moteur de vélo optimisé.

Moteur initial Moteur optimisé Evolution (%)

Masse (kg) | Codt (FF) | Masse (kg) | Colt (FF) Masse

Colt
Aimants 0,914 548 0,484 290 - 47
Cuivre 1,408 70 1,000 50 -29
Culasse du rotor 0,865 17 0,674 13,5 -21
Dents 1181 684* 0,439 776* +13

Culasse stator 0,528 ’

Moteur total 4,896 1320 4,098 1130 -144

* toles au cobalt a environ 400 FF/kg

4.5.2. Comparaison des performances.

La comparaison des performances est effectuée sur la base des résultats fournis par les modeles
numériques développés aux chapitres 5 et 6. Pour les obtenir, nous avons donc mis en ceuvre la
méthodologie décrite au paragraphe 3 de ce chapitre. Nous avons réalisé des simulation pour dix
niveaux d’ampéres-tours et cingq valeurs de température d’aimants, soit cinquante simulations. Pour
chaque simulation, nous avons considéré soixante pas de calcul sur une période électrique. Au total,
nous avons donc fait I’équivalent de trois mille simulations en magnétostatique. Ce travail a été réalisé
automatiquement et il a nécessité environ 48 heures de calculs sur un ordinateur équipé d’un
microprocesseur de type AMD K6 cadencé & 200 MHz et possédant une mémoire vive de 64 Mo. La
encore, nous pouvons mesurer la quantité de travail qui est automatisé. De cette maniére, on peut
obtenir des informations trés précises et trés exhaustives sur les performances du moteur-roue dans un
temps qui est tout a fait raisonnable, méme pour un bureau d’étude.

4.5.2.1 Performances magnétiques.

Le tableau 23 résume les inductions maximales a vide dans les différentes partie du moteur. Nous
complétons I’analyse avec le tracé des lignes de champ et du dégradé d’induction dans les deux
moteurs. 1l ressort de ces trois éléments que le second moteur est plutét moins saturé que le premier.
Ses dents sont moins longue, ce qui a tendance a limiter les fuites de flux magnétique dans les
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encoches. Remarquons que dans les deux moteurs, I’induction est trés élevée dans les dents car nous
avons utilisé des toles au cobalt. Ces tdles sont certainement hors du budget d’un moteur pour vélo
électrique. Mais cela ne remet pas en cause la validité de la comparaison, puisque nous avons utilisé
les mémes matériaux pour les deux moteurs.

tableau 23 : comparaison des inductions maximales a vide dans les différentes parties du moteur

de vélo initial et du moteur de vélo optimise.

Moteur initial Moteur optimisé
Culasse du rotor 2,22 2,03
Dent 2,24 1,96
Entrefer 0,74 0,66
Culasse stator 1,24 1,36

figure 147 : comparaison des lignes équi flux du moteur de vélo initial et du moteur de vélo

optimise.
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figure 148 : comparaison du dégradé d’induction du moteur de Vélo initial et du moteur de vélo

optimisé.
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figure 149 : comparaison des pertes a vide du moteur de vélo initial et du moteur de vélo
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Mise en ceuvre de la méthodologie de dimensionnement optimal ; application a I’optimisation d’un moteur-roue
synchrone sans balais pour vélo électrique.
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figure 150 : iso valeurs du rendement du moteur de vélo initial.
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figure 151 : iso valeurs du rendement du moteur de vélo optimisé.
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4.5.2.2 Performances électromécaniques.

Pour les performance électromécaniques, nous nous limitons aux plus importantes pour
I’application de vélo électrique : les pertes a vide (figure 149), les lignes d’équi-rendement dans le
plan couple-vitesse (figure 150 pour le vélo initial et figure 151 pour le vélo optimise) et le courant
débité par la batterie sur la caractéristique couple-vitesse limite imposée par le cahier des charges
(figure 152).

Courant débité par la batterie (A)
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figure 152 : comparaison du courant débité par les batteries du moteur de vélo initial et du
moteur de vélo optimise.

4.5.3. Conclusion sur la comparaison des deux moteurs.

La comparaison détaillée fait donc apparaitre une certaine stabilité dans les performances
électromécaniques, tout en ayant diminué la masse totale ainsi que celle des aimants. On remarque que
les pertes fer du moteur optimisé sont plus importantes que celles du moteur initial ; en effet, la
diminution de I’induction n’a pas totalement compensé I’augmentation de la fréquence électrique. En
revanche les lignes d’equi-rendement sont sensiblement identiques pour les deux moteurs. En guise de
conclusion, nous nous sommes intéressé aux performances thermiques du moteur. Nous avons tracé
sur la figure 153 la montée en température du moteur pour des pertes de 270 W correspondant au
démarrage du moteur a couple maximal. On observe un échauffement rapide du cuivre (temps de
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synchrone sans balais pour vélo électrique.

réponse de 20 minutes) vers des température élevées dépassant largement la classe d’isolation du
cuivre (# 260 °C). De méme, les aimants atteignent des températures supérieures a la température de
fonctionnement, avec cependant des temps de réponse plus lents.
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figure 153 : échauffements du moteur de vélo optimisé pour des pertes de 270 W.

5. Conclusion.

Dans ce dernier chapitre, nous avons mis en ceuvre la méthodologie que nous avions décrite au
chapitre 2 pour dimensionner un moteur-roue synchrone sans balais, a structure inversée. L approche
est complétement validée. Nous avons utilise le logiciel PASCOSMA pour programmer
automatiquement une application de dimensionnement optimal. L’utilisation de cette derniére nous a
permis d’améliorer tres nettement les performances massiques d’un moteur-roue destiné a la traction
d’un vélo électrique : nous avons maintenu constant I’ensemble de ses performances (voire amélioré
certaines), tout en diminuant la masse totale du moteur. A cela s’ajoute la diminution de la masse des
aimants qui représente un gain économique certain. Notons enfin que ces améliorations ont été
déterminés rapidement : I’optimisation analytique prend quelques dizaines de minutes et les
validations numériques (trés exhaustives) quelques heures. Cela confirme bien I’idée que cette
méthodologie de dimensionnement est efficace, car nous obtenons rapidement des solutions
intéressantes. La seule ombre au tableau correspond au comportement thermique du moteur obtenu.
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Les premiéres simulations semblent montrer qu’en convection naturelle, les échauffements risquent de
limiter la durée d’utilisation du moteur pour des points de fonctionnement difficiles. En fait, le
probléme provient surtout du fait que les équations thermiques ne sont pas encore incluses au modele
analytique utilise par PASCOSMA pour programmer [I’application de dimensionnement. En
conséquence, cette derniére ne peut pas gérer les contraintes liées au comportement thermique du
moteur. Cela montre bien I'importance de la pertinence du modele analytique. Le programme
d’optimisation cherche des solutions dans le cadre des équations qui lui sont données. Celles-ci
doivent donc décrire le mieux possible tous les phénoménes quantitativement importants dans le
moteur. En conclusion de ce chapitre, nous retiendrons qu’il faut toujours utiliser le programme de
dimensionnement avec un regard critique sur les solutions. C’est le réle du concepteur d’analyser la
validité et la cohérence des résultats. Débarrassé des taches longues et pénibles, le concepteur peut se
concentrer sur I’analyse physique des solutions ainsi que sur le développement de nouveaux modeles
toujours plus complets et plus précis. C’est ce que doivent lui apporter les logiciels de CAQ.
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CONCLUSION.

Dans ce mémoire, nous nous sommes intéressé a la conception d’un moteur-roue, c’est-a-dire d’un
moteur intégré dans la roue d’un véhicule sans réducteur.
Au premier chapitre, nous avons d’abord montré que le moteur-roue pouvait trouver une place
intéressante parmi les différents systemes de traction électrique. En effet, méme s’il semble pénalisé
par I’absence de réducteur et par le fractionnement de la puissance, nous avons établi qu’une
optimisation de I’autonomie du moteur permettait d’obtenir une solution relativement intéressante ou
le rendement n’est pas trop détérioré et ou I’augmentation de masse est de faible ampleur. Dés ce
premier chapitre nous avons montré, a travers la multiplicité et I’antagonisme des contraintes, qu’il
fallait utiliser des technigques d’optimisation pour tirer avantage d’une telle structure.
Au second chapitre nous avons essayé de déterminer quelle devait étre la démarche a suivre pour
concevoir le plus efficacement possible un moteur-roue. Pour cela, nous avons proposé une
méthodologie en deux temps, dont la portée dépasse largement le cas particulier du moteur-roue. Elle
consiste d’abord a choisir la structure la mieux adaptée au probléme, puis a dimensionner cette
structure par optimisation sur la base d’un modele analytique complet du systeme, sachant que les
résultats sont ensuite validés par des simulations numériques.
En application de cette méthodologie, nous avons commencé par faire une étude des différentes
structures possibles pour réaliser un moteur-roue. Nous avons mis en évidence que la machine
synchrone sans balais a structure inversée répond favorablement a I’ensemble des critéres requis par
I’application. Puis, pour réaliser la deuxiéme étape de la conception, & savoir le dimensionnement,
nous avons développé un modéle analytique complet du systeme. Pour y arriver, nous avons essayé
d’établir une démarche générique pour la mise au point du modele. Il s’agit en fait de scinder les
équations en deux groupes selon qu’elles sont indépendantes ou non du fonctionnement. Dans le
premier, on retrouve les équations donnant la structure géométrique et les propriétés physiques des
matériaux utilisés. Dans le second, on retrouve toutes les équations permettant d’établir les
performances d’un systéme pendant son fonctionnement. Pour le cas du moteur-roue synchrone sans
balais, nous avons divisé ces équations en trois sous-groupes selon la nature des phénoménes
physiques rencontrés : magnétique, électromécanique et thermique. Pour cette modélisation, nous
avons chercher a rendre compte de toutes les particularités de la structure de moteur choisi.
Notamment, I’obligation de réaliser de forts couples implique d’une part de modéliser I’influence de la
saturation des matériaux magnétiques et d’autre part de tenir compte des échauffements pour des
charges élevées. La modélisation analytique a été complétée par une modélisation numérique utilisant
la méthode des éléments finis bidimensionnelle pour les phénoménes magnétiques et tridimensionnelle
pour les phénomenes thermiques.
Dans la derniére partie, nous avons présenté des essais sur deux prototypes de moteurs-roues dont les
puissances sont trés différentes (30 kW et 200 W). Ces essais ont permis de valider les modéles
magnétique et électromécanique, mais ont montré les faiblesses actuelles de la modélisation
thermique.
Nous avons finalement appliqué notre méthodologie de dimensionnement a I’amélioration des
performances d’un moteur destiné a I’assistance au pédalage sur un vélo. Nous avons utilisé le logiciel



Conclusion.

PACOSMA pour programmer automatiqguement une application d’optimisation qui nous a permis de
diminuer la masse des aimants et du moteur, sans détériorer ses performances. Il reste & confirmer le
comportement thermique de ce moteur.

Dans ce mémoire, nous avons voulu mettre en évidence I’intérét d’établir de nouvelles méthodes de
dimensionnement. Pour s’en convaincre, essayons d’imaginer la conséquence en économie d’énergie
d’une augmentation de 1% du rendement de tous les moteurs électriques de la planéte. Pour autant, il
ne faut pas croire que I’augmentation de I’efficacité de la conception supprime le travail du concepteur
ou que I’ordinateur va se substituer a sa réflexion. En fait, I’objectif est tout différent. Il s’agit
d’ASSISTER le concepteur a I’aide d’un ordinateur et de supprimer un grand nombre de taches
rébarbatives et mécaniques pour lui laisser plus de temps pour les taches plus « nobles » : définir des
modeéles plus précis, critiquer les solutions obtenues, faire un choix. Mais le logiciel assure que pour
un modele donné, on a trouve la meilleure solution mathématique possible. Le concepteur est toujours
la pour faire la synthése des calculs et interpréter les résultats.

Par ailleurs, le logiciel ne peut dimensionner qu’une structure décrite par un modéle analytique. Donc,
tout I’aspect créatif de la conception, qui permet souvent des avancées plus grandes que n’importe
quel logiciel de simulation ou d’optimisation n’est pas supprimé. Au contraire, toute nouvelle structure
est d’autant plus valorisée que des techniques mathématiques permettent de I’optimiser.

Enfin, il apparait clairement que cette approche relance la travail autour des modéles analytiques
maintenant trop souvent abandonnés au profit des modeles numériques.

Les perspectives de ce travail sont multiples. Elles sont a situer sur trois niveaux :

— I’amélioration des modeles analytiques et numériques en allant vers des couplages forts entre les
modéles permettant notamment de mieux maitriser I’influence des phénomenes thermiques sur les
performances électromagnétiques ;

— I’amélioration des techniques de conception ;

— I’intégration des équations du comportement mécanique et celle du controle et de la commande du
moteur, pour élargir encore I’approche systéme.

Nous avons longuement décrit une approche de la conception qui doit pouvoir permettre de la rendre
plus efficace. Gardons bien a I’esprit que, comme pour toute modélisation, la validation par
I’expérience reste indispensable. Néanmoins, nous pensons que notre démarche permet de réduire
notablement le nombre de prototypes a construire.
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Dans cette annexe, nous donnons les principaux paramétres de construction du moteur 30 kW.

ANNEXE 1.

Entrefer ent 2mm
Nuance du matériau Nd Fe B (d’origine -
chinoise)
Définition des aimants Rayon extérieur R, 231,8 mm
Rayon intérieur R, 220,3 mm
Epaisseur h, 11,5 mm
Ouverture angulaire O 0,85
relative & un pole
Nuance du matériau Id35cd 4 -
Définition de la culasse Rayon extérieur Rext 240 mm
rotorique Rayon intérieur R 231,8 mm
Epaisseur her 8,2 mm
Nuance du matériau Ugine Fev 470 P 50 -
Rayon extérieur Rs 218,3 mm
Rayon intérieur Rint 180,3 mm
Hauteur de I’isthme de his 1 mm
dent
Largeur de I’isthme de Lis 1,5 mm
dent
Largeur d’une dent ly 7,1 mm
Définition du stator hauteur d’une dent hy 26,5 mm
Hauteur de la culasse hes 10,5 mm
statorique
Nombre de paire de p 16
poles
Nombre d’encoche par q 1
pole et par phase
Nombre de dent Ny 96
Longueur de fer lfer 180 mm
Coefficient de Ks 0,98
foisonnement
Surface de conducteur Scond 3,04 mm?2
Définition du bobinage | Nombre spire en série N 24

dans une encoche




Annexe 1.

Type de batterie Ni Cd -
Définition de la batterie Tension de batterie Upat 540V
Résistance interne de la Moat ?
batterie
Type de transistor de IBGT (deux en série) -
Définition des transistor puissance
de puissance de Chute de tension aux Son 45V
I’onduleur bornes de I’interrupteur
de puissance
Fréquence de MLI fuu 12 kHz
Couple maximal Crmax 6000 N.m
Caractéristiques de Puissance maximale Pmax 30 kW
fonctionnement Vitesse maximale Nmax 400 tr/min
maximales
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Dans cette annexe, nous donnons les principaux paramétres de construction du moteur de vélo

ANNEXE 2.

prototype.
Entrefer ent 1 mm
Nuance du matériau Nd Fe B (d’origine -
chinoise)
Définition des aimants Rayon extérieur R, 70 mm
Rayon intérieur Ra 63 mm
Epaisseur h, 7 mm
Ouverture angulaire O 0,85
relative & un pole
Nuance du matériau Id35cd 4 -
Définition de la culasse Rayon extérieur Rext 75 mm
rotorique Rayon intérieur R, 70 mm
Epaisseur her 5 mm
Nuance du matériau Imphy AFK 502 -
(0,35 mm)
Rayon extérieur R 62 mm
Rayon intérieur Rint 33 mm
Hauteur de I’isthme de his 1,5mm
dent
Largeur de I’isthme de Lis 2,05 mm
dent
Définition du stator Largeur d’une dent Iq 3,4mm
hauteur d’une dent hy 21,5 mm
Hauteur de la culasse hes 6 mm
statorique
Nombre de paire de p 6
poles
Nombre d’encoche par q 1
pole et par phase
Nombre de dent Ng 36
Longueur de fer lter 49 mm
Coefficient de Ks 0,98
foisonnement
Surface de conducteur Scond 2,27 mm2
Définition du bobinage | Nombre spire en série N 20

dans une encoche




Annexe 2.

Type de batterie Ni Cd -
Définition de la batterie Tension de batterie Upat 36V
Résistance interne de la Moat 02Q
batterie
Type de transistor de MOS -
Définition des transistor puissance
de puissance de Résistance de Fon 10 mQ
I’onduleur I’interrupteur de
puissance en conduction
Fréquence de MLI fuu 30 kHz
Caractéristiques de Couple maximal Crmax 25 N.m
fonctionnement Puissance maximale Pmax 200 W
maximales Vitesse maximale Nimax 200 tr/min
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ANNEXE 3.

Dans cette annexe, nous développons le calcul des coefficients d’intégration apparaissant dans les
équations 211 et 221, lorsque le champ magnétique est créé par les seuls aimants.
Etant données les relations constitutives des matériaux des régions (1) et (11) et comme la composante
tangentielle de I’induction rémanente est nulle, les quatre conditions aux limites peuvent se formuler
de la maniére suivante :

B)Rs,.0)=0, vo (383)
B (Ry.0)= B?” (6)=0,vo (384)
B|(R3.0)=B[;(R,.0), V0 (385)
BY(Ra,0)= B} (R4.,0)- B?” (Ra,0)= B (Rq.6), V0 (386)

En coordonnées cylindriques, I’équation 193 permet d’exprimer les deux composantes de I’induction
en fonction du potentiel vecteur :

Br(“’)%-% (387)
BO(r,0)=- aAgr' 0) (388)

En appliquant les relations 387 et 388 a I’expression du potentiel vecteur dans les régions (1) et (1I)
données par les équations 211 et 221, on obtient la forme générale des deux composantes de
I’induction produite par les aimants dans chaque région :

B|,(r.0)= Zn'p'(o‘lra,n i B[a,n.r_n'p_l)(— oclea,n.sin(n.p.e)—k Blea,n.cos(n.p.e)) (389)
n=0
B?a(r,e) = Zn.p.(— a'{a’n.r”'p_l + B[a,n r"-P- 1)(oc|a o cos(n.p.9)+B?a’n.sin(n.p.e)) (390)
n=0
Bl ,(r.0)= Zn.p.(ocha,n.r”'p_l+B'|r|a,n.r_n'p_1)(—oclela’n.sin(n.p.e)+B?la,n.cos(n.p.e))
n=0
Ly o) (391)
.n.p. sm[n Og- ) BIra .cos(n.p.6
n impair [ (n.p) ]
Bf},(r.0)= Z p( Ajan: rn'p_l+Bha,n.r_n'p_l)(oc?la’n.cos(n.p.6)+B?la’n.sin(n.p.e))
n=0
(392)

mzp:aurA[l—] sm[n ag. ) BIra sin(n.p.6)



Annexe 3.

Des équations 386 et 392, on déduit que la fonction BY (r,e) ne contient que des harmoniques

lla

impairs et des termes en sin(n.p.0). En conséquence, les harmoniques de Ajja(r,0) et Bj,,(r,0) sont

aussi nécessairement impairs et leurs développements contiennent uniquement des termes en
sin(n.p.6) pour le premier et en cos(n.p.6) pour le second. De I’équation 385 on déduit que les

harmoniques de B{a(r,e) sont aussi impairs et que le développement ne comprend que des termes en

cos(n.p.8) . Finalement les harmoniques de A,(r,0) et B?a(r,e) sont nécessairement impairs et leur

développement ne contient que des termes en sin(n.p.e).

On peut alors réécrire les expressions des deux composantes des induction B et Byja :

Bla(r.0)= Zn-p-(ala,n-rn'p_l+Bla,n-r_n'p_l)cos(n.p.e)
n impair
B?a(r,e)z Zn.p.(—oqa,n.rn'p_l+B|a,n.r_n'p_1)sin(n.p.6)
n impair
Blrla(r'e): Zn-p-(alla,n-rn'p_l+BIIa,n-r_n'p_l)COS(n.p.e)
n impair
4.p . ( nj
+ ~@—).n.p.sm nog.— By, .cos(n.p.)
nimzp:airn' —(n.p)z 2) e
Blela(r'e)z Z”-p-(_alla,n-rn'p_l+Blla,n-r_n'p_l)Sin(n.p.e)

n imair

_ Z ;(J%p)z).sin(n.aa.g}&ac sin(n.p.6)

n impair
r 0
Ola,n = %ja nBia,n
_af 0
Pla,n = BIa,n'Bla,n

T 0
%a,n = %anPrian
_qaf 0
Bria,n =BlanPiian

en posant :

(393)

(394)

(395)

(396)

Les quatre équations 383, 384, 385 et 386 décrivant les conditions aux limites récrites avec les

expressions ci-dessus des inductions permettent d’établir le systeme de quatre équations a quatre

inconnues que Veérifient les constantes d’intégration o n, Byn, oy n et Byn :

4.p D+l T
_Rg 2P 0 0 [[atran 5 R NP .sm(n.oca.—j.BraC
c ) mn.p.ll—(n.p) 2
0 O — Rr n.p 1 Bla,n — 4p n_p+]_ . T
2.n.p 2.n.p 1oy 71 Ra sinj n.oig.— | By,
Ra 1 -Rq -1 an nll—(n.p) ¢
_R2MP 1 R2MP _q||Buan 4.p
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En effectuant les calculs, on trouve I’expression suivante des constantes dans le cas ol le stator n’est

2.p

pas alimenté :
Ola,n
Pra,n _
®lla,n
Plia,n m 1=

. 1 .sin(
JZ.n.p n,p.(l— (n-p)z)

T
n.aa.E}Brac .

R_n.p+1 Rsc
R 1 Ry

a

n.p+1

a

Annexe 3.

2.n.p
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ANNEXE 4.

Dans cette annexe, nous développons le calcul des coefficients d’intégration apparaissant dans les
équations 211 et 221, lorsque le champ magnétique est créé par les courants statoriques seuls.
Nous commencons par exprimer la densité linéique équivalente de courant au stator. Nous supposons

que les trois phases sont respectivement alimentées par les courants iy, i et i3. Nous placons la
référence angulaire du stator au milieu de I’encoche aller de la premiére phase. La densité de courant
Je L correspondant a la premiére phase vaut :

—nls'll Si ee{——zlg ,—Zlg } mod(z'—nj

e ‘Rg £.Rg p

. ng.ip . le =n lg = 2.

Jo, (B)=4-—="% si Be|- +—, +—| mod == (399)
le 2R p 2Rg p

0 sinon

Cette fonction est périodique de période 2'—“, paire et elle vérifie jel (9 + 2ij = —jel (Zi - OJ ; elle
p P P

peut donc étre représentée par le développement en série de Fourrier suivant en introduisant I’angle

|
0 :_e:
e RS

) sin[n.p.zej
e, (6)= ZTp.ns.il.—ee.cos(n.p.e) (400)

- - n.p
n impair 2
Nous allons calculer le potentiel vecteur créé par la densité de courant Je, - Les potentiels créés par
. . . .. "y . 2.1 4
Je, et Jey auront la méme forme, mais ils seront décalés respectivement de —— et de 30 Dans la
p P

situation considérée ici, le domaine est réduit & une région unique contenant de I’air. La solution
générale du potentiel vecteur est donc du méme type que celle de I’équation 211 et les composantes de
I’induction du méme type que celles données par les équations 389 et 390 :

Ac(r,0)= Z(OLE’” rPaBln .I’_n‘p)(ocgn .cos(n.p.6)+ B .sin(n.p.e)) (401)
n=0
Be(r,0)= Z n.p.(a{;,n Ly Be.n .r_”'p_l)(— agn sin(n.p.6)+ Bgn . cos(n.p.e)) (402)

n=0
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BY(r,0)= Zn.p.(— ab o r™PL Bl _r—n.p—l)(agn .cos(n.p.6)+Be .sin(n.p.e)) (403)
n=0

Les conditions aux limites s’écrivent :

B(Rs,.0)=10.Je, (0) 0 (404)
BO(R,,0)=0 Vo (405)
De I’équation 404 on déduit que la fonction B?(RSC ,9) ne contient que des harmoniques impairs et

des termes en cos(n.p.0). Par conséquent Ac(r,0) et BE(RSC,G) ne contiennent aussi que des
harmoniques impairs et leur développement contiennent respectivement des termes uniquement en
cos(n.p.6)et en sin(n.p.0).

On peut alors réécrire I’expression de la composante tangentielle de I’induction B :

BO(r,0)= Z n.p.(— oc,n np-1 Ben .r—n.p—l) cos(n.p.0) (406)
n impair
_r 0
en posant : %en = O:fcyn'aeC,n .
Bc,n = Bc,n.(lc,n

En injectant les expressions ci-dessus dans les équations 404 et 405, on montre que ogp €t Bep

vérifient le systeme de deux équations a deux inconnues suivant :

n.p+1 sin npee
P+ i
Rc P 2

_ 2.n.p 2. A
Rse L %en | MO-Tp-”s-'l- e 5 (407)
_R,2™ 1[|%n P n.p.7e

0

Tous calculs faits, on trouve I’expression suivante des constantes d’intégration, dans le cas ou la seule
source du champ est la densité équivalente de courants a la surface du stator :

R n.p 2D Ne sin[n.p.ezej
SC "

Oe
n.p.—
P 2

. O¢
. sinf n.p.—
1 2.p ng.ip 2

Rs,"™P T np n.p.eze

(408)

“O'RSC h
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ANNEXE 5.

Nous calculons I’expression analytique de tous les ampéres-tours consommés dans I’entrefer, les
aimants, le rotor, la culasse et les dents du stator. Ces expressions sont utilisés pour le calcul du
coefficient de saturation (cf. 2.5.3 du Chapitre 5).

Ampéres-tours dans I’entrefer.

On calcule les ampeéres-tours consommeés dans I’entrefer dans la configuration de conjonction des
flux par la formule suivante :

Ra
Scs \"'s
Etant donnée la relation constitutive dans la région (1) et la relation 387 liant la composante radiale de

I’induction avec le potentiel vecteur, atemcOnj (kg) vaut :

(410)

1J~Ra laA|ap(r,9,I,Ta)j it
no 0=0

atentconj(kSvlyTa)z_ Re . (k )r' 20
Scs \'S

En effectuant les calculs a partir de I’expression du potentiel vecteur donnée par I’équation 229, on
obtient I’expression suivante de atentconj (k) :

a c
atent o (Ks: 1. Ta) = Z o (kS,Ta)+atemconj’n (k. 1)
n impair

2np | 2.n.p
R R, (ks)

- . a cs
By, (T,) sin noa. . np+1-(np-1) R 1w 3
¢ a

wo T (npp-1 Z{RaJ”-P—l 'LRSCS(kS)JZn.p

2

) . 2.np
R, n.p R, n.p
ou: > iyl Yo +
Rs. (Ks) Rs., (ks)

2 n-p
sin npe—e _ R
at (kg )= = S sinf n.— |
enteon;j; N T np 0 3 2.n.p
np.—< [ R
Rsg (Ks)

.cos(n.n)

(411)
On en déduit I'expression de atent,, (k) :
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atentop (kS’ I'Ta ) = Z . atentCOI']j7 (kS’ ) entCOﬂJ’ (kS’ I) (412)
n impair

Ampeéres-tours dans les aimants.

On calcule les amperes-tours consommeés dans les aimants dans la configuration de conjonction des
flux de la méme maniére que ceux consommeés dans I’entrefer (il ne faut pas oublier de retrancher les
ampeéres-tours produits dans les aimants) :

OA r,o,1,T
ataimgy (ks Ta) = —— j 1P OLT)) (413)
conj 1o r 00 60

En effectuant les calculs a partir de I’expression du potentiel vecteur donnée par I’équation 229, on
obtient I"expression suivante de ataim,, (kg) :

c
ataim gon; (s 1. Ta) = > atalmcon,, ks,Ta)+atalmconJ,n(ks,l)
n impair
. T
. Bra (Ta) sm(n.aa.zj 1
conj- T N (np) -1
2

R, R,

T T L [ 1-(5:?}2”’

ou: Ry
Ry \"P
(09PRe ~Ra)-Rr|1- [ |
;
n.p n.p
sin(npeej [ R(rz) a R? )
c _4p ngl T2 Rs. (ks)R R (Ks
atalmcom,n(ks’l)_ hp N sm[n 3) T .cos(n.n)
np.~- R,
1-|—r
Rsgq (ks)
(414)
On en déduit I'expression de ataim,,, (ks) :
. _ c
ataimg, (ks: 1. Ta) = Z atalmcom, (ks Ta) -t o(ksil) (415)

n impair
Ampéres-tours dans le rotor.

Pour calculer les ampéres-tours consommes dans le rotor, nous supposons que les lignes de champ
suivent le trajet indiqué sur la figure 154, de telle sorte que I’on peut supposer gque I’induction est
purement tangentielle. L’induction croit donc de maniére linéaire en face de I’aimant et est constante
en face de I’air inter aimants (cf. figure 154).
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Nous allons évaluer le flux d’induction magnétique ¢ aim s rot Qui traverse la frontiére aimants —
rotor dans la configuration de conjonction des flux. Il est défini par la formule suivante :

J APBr

T
¢alm—>r0t kS'I’Ta “ap[RraerByIyTaykS]-kf-Ifer.Rr.de (416)

;S
o

,/’// 0 aa'%.p

figure 154 : allure idéalisée des lignes de champ dans le rotor statorique (en configuration de
conjonction ou d’opposition) et allure idéale de I’induction tangentielle dans le rotor statorique
en fonction de I’angle 6.

D’aprés la relation 387 qui donne la composante radiale de I’induction en fonction du potentiel
vecteur, ¢gim_srot Vaut:

aA“ap(r,e,;c, I,Ta,ks]

baim—rot kSvI'Ta I K¢ Ifer -Ryr.dO (417)
0. A . Rr 00
r=R,
D’ou I’expression de daim—_srot -

T T T
¢aim—>rot(ks’|'Ta):2-|fer-{Allap[Rr’o’B’|'Ta-ksj—Allap(Rr’aa-Z—p’B’|-Ta'ksﬂ (418)
Et I’induction By, vaut :

¢aim—>rot(ks: |’Ta%
Ber(ks, 1, Ta)= (419)

lter -her

Les ampéres-tours consommeés dans le rotor sur le chemin Ccqpj valent alors :

t (kg,1,Ty)= ° H —Cr(ks’l’ a)e Rext-do + %'p H ot (Ber (Ks, 1, Ty ). Rext 00 (420
con v 9 . N . .
alyot j\"s a . ”2 rot N %p ext . “2 rot\Pcr\Rs a ext ( )
-p : /2P
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Pour calculer la premiére intégrale, on utilise une formule approximative :

. “—a.[Hrot(Bcr(ks,|,Ta))+4.Hrot(MH+

P
(L— g }Hyot (Ber (ks 1, Ta )
On en déduit I"expression de atrot, (ks,1,Ty) :
atroty, (ks, |vTa):atrotconj (ks =1,Ta) (422)

Amperes-tours dans la culasse du stator.

figure 155 : allure idéale de I’induction tangentielle dans la culasse statorique (en configuration
de conjonction ou d’opposition) en fonction de I’angle 6.

Nous pouvons calculer les ampéres-tours consommés dans la culasse statorique par un calcul
analogue a celui réalisé pour la culasse rotorique. Nous supposons que I’induction au stator est

purement tangentielle et qu’elle croit de maniére linéaire de 0 a Bgg sur I’intervalle [0% pJ. Afin de

connaitre I’expression de B, nous évaluons le flux d’induction magnétique dent_sstat Qui traverse

la frontiére aimants — stator équivalent dans la position de conjonction des flux. Il est défini par la
formule suivante :

0
T
dent—sstat (Ks, 1, Ta) = Z-I B{ap(Rscs (ks), 9’61 I, Ta ks }kf ger-Rsg (ks)do (423)

T
2.p

D’apres la relation 387 qui donne la composante radiale de I’induction en fonction du potentiel
Vecteur, Gent_sstat Vaut :

0
1
¢ent—>stat (kSv |vTa): Z-J. .
Scs ( s)

T
2.p

aAlap[r,e,g,l,Ta,ksJ

00

K Ifer R o (ks)do  (424)

r=Rses (ks)

D’ou I’expression de dent_sstat -

T T
ent—stat (ks: |1Ta)= 2.ks -Her{Alap(Rscs (ks),O,B, |1Tavksj_Alap(Rscs (kS)Z_pE |,Ta,ksﬂ (425)

En négligeant tout flux de fuite dans les encoches, I’induction Bgg vaut donc :
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ke, I, T
BCS (ks, |,Ta)= ¢ent—>stﬁt( S a) (426)
CS

Les ampéres-tours consommeés dans le stator sur le chemin Cgqp;j valent alors :

Y

2. Beslke, I, T.

altstat ooy (Ks: 1, Ta) = /pHstat M-e Rint.do (427)
J 0 2

Comme pour le rotor, on calcule I’intégrale par une formule approximative :

n 1 Bes(Ks, I, T
atStatconj (ks 1.Ta)= Rint-z—p-g-[Hstat(Bcs (ks, 1, Ta))+4.Hstat (Mﬂ (428)
On en déduit I'expression de atsgat (ks,1,T,) :
Astaty, (k1 Ta)= Astatg; (ks =1, Ta) (429)

Ampeéres-tours dans les dents du stator.

On suppose que les lignes de champ dans une dent du stator en configuration de conjonction ou
d’opposition ont I’allure représentée sur la figure 156 ; on suppose qu’il n’y a aucune fuite dans les
encoches. En conséquence, I’induction radiale dans la dent a I’allure représentée sur la figure 156.

Les inductions au niveau de I’isthme et de la dent vérifient les relations qui suivent :

dent—sstat (Ks, 1. Ta)
Bjc(ke, I, T4 )= 430
is(ks: 1. Ta) 2.Ks Ifor (I +2.1i) (430)
Bd (kSl |,Ta)= ¢ent—>stat (kS’ I’Ta) (431)
2ks|fer|d

figure 156 : allure idéalisée des lignes de champ dans une dent statorigue (en configuration de
conjonction ou d’opposition).

Les ampéres-tours consommeés dans une dent du stator sur le chemin Cgopj valent alors :
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Rs
Aldentgoni (ks 1, Ta) = | Hstat(Bq (r))dr (432)
) Rint+hcs

ol Bg(r) est la valeur de I’induction dans la dent au rayon r.

Comme on considére qu’il n’y a pas de flux de fuites dans I’encoche, on en déduit I’expression de
Bg(r) :

Bis si Rg—hjg<r<R
Bq(r) = { is 1 Rs = Mis s (433)
Les ampéres-tours atdemconj (ks,1,T4) s’expriment donc par I’équation suivante :
Atdenteon (ks 1, Ta) = Hstat (Bis(Ks, I, Ta )lhis + Hstat (Bhd (ks, 1, Ta)}he (434)
On en déduit I'expression de atgent, (kg,1,Ty) :
atdentop (ks 1, Ta)= atdentconj (ks =1,Ta) (435)
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Dans cette annexe, nous donnons I’ensemble des expressions des résistances et des condensateurs
thermiques intervenant dans le schéma équivalent suivant déja donné au chapitre 7.

Text
o
T 1
R ext
rayrot Reonv ot conviy R rayf|
R} 1 R R} RZ | |R3
rotf | Ryt E.th _ Ry _Ra fl
P femdo ]
C C
1 rot 1 fl 2
Rtot R Rfi
T L T
tb
Raim Raim RconVﬂ
Taim 3 I Tairtb _|_
Caim 1 )
; Raim Rcothb
1
i T
R 1 Rroul _ Ryoul
Cip th .
3_{ Tt Rl
Rip L R Croul
1 > T3 R 1 roul
Rent Jtb tb Risol T
T T T
2 1
Rl
2 *Renc enc 2 2R2 moyinf
Rd 2 - R Reénc 3 Rmoymf Trmoyin
T pa
Cmoy~ Rinoyi
in _ _ Moyinf 1
) TP c T 3 Rimoyint
Rd ferd enc PJenc Renc
T 2 R
1 2 '3-Naxe
Rtat R R 2 Rstat R isol
stat Stat Taxe
Tstat 3 }{ Caxe
P %
1 Cstat P 2 37 moYsup
Rstat ferstat|  (Rstat
T T

Troul

Tpméca

figure 157 : schéma équivalent des échanges thermiques dans un moteur-roue synchrone sans

balais a structure inversée.
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Ci dessous figurent différentes résistances thermiques de conduction.

R%nc _ Ifer :
T 2 2
2-7“bobx -{Nd-[(Rs_his) _(Rint +hcs) ]_ld-hd}

zZ z

R2 —In RS_his_eaircu _eicu 1 .
enc = . z z | 2Acy-Genc '
Rint +hes +€5:.  +€; cu-Genc-ifer
airg, ey
R3 _ Qenc
enc _ 7 7
Rs_hls_eair —€;
Ccu cu

alley lcu

_ y y
2 1 lq 2'(eaircu +eicuj'

h
Nd Rint +hes + %
et ey ..
Ri250|(Tenc)= . CGenc |5 a'(r_cru )+)L'cu Jr7b|soI :
| T air\'cu i isol
fe%{N(Rs_his)_ld} cu
d
eZ. z
Rl |(Tenc)= Oenc alrey lcu |, Cisol | .
iso S ) : ;
I 2. Aair(Teu) i Lisol
fe%-{N(Rs_his)_ld} cu
d
h
R b 2 + 1 a'rcu + ICU .
th = . :
2.1 2_g. 2| m 2 2J hair(Tew)  Aj
d Ng
1 Rext J 1 1 _
fl _ _ CoNVyy ) o1
Rext =M1 ) 2540 2" e h nRs? ~Rint?)
Ng CoNVp - 4Ny
R?-l — Efl .
2.1 2 2] !
2-7Lalu-N-[Rext _(Rext_hfl)
d
R%ot _ |n( REXt j 1 .
Rext = fer 2-7Ha1cier-ﬁ-(I mot —efl)
Ng
R?ot _ I mot — €l .
2.1 2 2] !
2-7bacier-Nd-[Rext _(Rext_hcr)
R =In Rext —Ner ' 1 .
am Rext —Ner —ha 2.n ’

2-7baim-N7d-|fer
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RL _ ld :
R2___ hd
d thy-ld Ifer
Ristat zln[Rmﬁ'hcsj 1| ;
int
int
Rgtat ~n Rint +hes . 1
int 2 g
2.7\4txz . Nid_ R Ifer
Int
Rl =1 Rint 1
mo L ' '
Ysup | Rint ~€moysyp | 201 5™ ey
R2 _ lfer .
RERTIEC) T —
2.1 aly- Ng' Rint™ = Rint €moysup
axe /) 2 hay-——1
alu Ng moy

Raxe —€mov:
R%no = In( axe ~ moyinf J > 1 ;
Yinf Raxe 2 sl i

Ng “MOYinf
1
=l —1
2 ~ ( mot fer)

2
mMoYsyp 2.1 2
p Zxalul\ldKRaxe +emoymf )2 - Raxe J

Ryoul = In Rext +hi . 12

—
Ng roul
Nous donnons ensuite les différentes résistances thermiques de convection :
1
Reonvy, = ;
th ( 2 2 ’
CONVp 4.Ng

1

R ext (Tfl  Text ) =

convy n.(R 2_R. .2 , :
heonvg (T1, Text ) S4 Ng "
th ) 1 :
Rconvﬂ (Tﬂ ’Ta"tb )_ 2 L 2)
hconvﬂ TfI:Tairtb 4.Ng
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1
Rconv g (Trot)= " ;
fer
heonv o (Trot ) Ng' —, Rext

R%nt _ ent

I | '

2-7bair(-|-dv-|_aim )-fgr-(gHisJ
2 ent

Rent =

lfer ([ ™ ld '
2hqir Teu Taim ) ——| — Rs———1;
alr( cu alm) 2 | Ng sT, s

Les deux résistances équivalentes au rayonnement valent :

1 :
Rraymt (Trot): T ot '
hrayrot (Trot)-Nid-T-Rext
Rrayg (Trot)- 1
rayg \'rot) = R t2
‘Rex

h rayf (Trot ) 2.Ng

avec hiay (T)=6.0,92.(Text + T).(Text2 +T2) :

Enfin nous donnons les capacités thermiques équivalentes :

m
Cenc 2(1—Ptb)-4 ,fll; -CPCu ;
Meuy,
Cth =Pth-— o —-CPy,
4Ny cu
__Mg .
Cd =7 ng CPote °
m
Cog = ncustat ¢,
Ng tole

4,
. _ Maim :
Calm - 4,Nd * Palm 4

Crot ZM'CPacier ;
__Mmf
C =g P

. 2 2 [ Imot —! 2 2 .
avec . m =mVaIu-{“-Rext —(Rext —her) ]%fer+n-[Rext —(Rext —hf) ]efl} ;

Mmoys,
_ p
Cmoysup - 4.Ng 'CPaIu

2
7t-[Rint - (Rint ~ €moyinf )z]lfer +

p T
E-[(Rint ~ €moyijnt >2 h (Raxe +€moygp )2]|m0y
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Mmoyint
Cmoyinf - 4.Ng “~Paly

2
7t-[Raxe +€moygyp )2 —Raxe ](l mot — er )+

E-[(Rint ~€moyins )2 _(Raxe +€moygyp )2]|moy

C.vo — Maxe
axe 4Ng’ Pacier
avec : Maye = MVaei Raye2 lfor
- Maxe = MVacier-T-Raxe -Mer »
_ Myoul

. 2
avec . Mroy| = mVrouI-n-{(Rext ~hg) —(Raxe * €moyins )Z}eroul :

Les figures suivantes permettent de visualiser les différents paramétres qui n’ont encore pas été définis
dans ce mémoire.

Raxe +€moy;
Raxe +€moy;ns axe " *moyinf

€roul

figure 158 : paramétres géométrigues du roulement.

4 emoysup @

Imoy

€moyint

figure 159 : parameétres géométriques du moyeu.
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Imot — Ifer

2
>

rihcr
hf\
AR e
|

ef

figure 160 : parametres géométriques d’un flasque.
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Dans cette annexe, nous détaillons comment on automatise les simulations numériques
électromagnétiques destinées a valider le dimensionnement optimal d’un moteur-roue.

Définition de la géométrie.

On commence par définir une structure So dans un fichier REFERENCE.FBD au format de
FLUX2D. Cette structure de référence, paramétrée, correspond au schéma de la figure 22 du chapitre
4. Nous créons donc une géométrie de base dont les parametres ont, dans ce fichier, des valeurs
numeériques quelconques. Puis, nous écrivons un fichier de commande REFERENCE.GEO permettant
de modifier les parameétres de la structure Sy de référence. Ce fichier est générique et il n’est pas
exploitable directement, car il contient des paramétres non numériques. Ceux-ci sont modifiés par un
programme externe (que nous avons développé) afin de donner des valeurs numériques a ces
parametres, conformément au fichier PARAMETRES.TXT fourni par PASCOSMA. Nous obtenons
alors un fichier de commande nom_moteur.GEO exploitable qui porte le nom du moteur qui doit étre
simulé (par exemple VELO.GEO). Ce fichier permet automatiquement de :

— modifier les paramétres de la structure Sg;

— modifier la discrétisation des lignes pour le maillage ;

— reéaliser le maillage de la structure.

La discrétisation des lignes est choisie automatiquement pour mailler correctement les dents et
I’entrefer. A la fin de cette étape nous disposons d’un fichier nom-moteur. TRA prét pour la définition
des propriétés physiques.

Définition des propriétés physiques.

De la méme fagon que pour la description de la géométrie, nous avons écrit un fichier de
commande REFERENCE.PHY qui contient toutes les opérations de description des propriétés
physique. Ce fichier est modifié automatiquement par un programme annexe, afin de définir les
matériaux utilisés pour le stator, le rotor et les aimants. Ceux-ci sont définis par I’utilisateur. Nous
obtenons alors un fichier nom_moteur.PHY (par exemple VELO.PHY) qui n’est pas encore prés a la
simulation. Pour cela il faut définir les sources du champ, c’est-a-dire le niveau d’ampéres-tours par
encoche. A partir du fichier nom_moteur.PHY, nous créons donc autant de fichiers
nom_moteurxxxx.PHY qu’il y a de niveau d’amperes-tours a simuler. Par exemple pour une
simulation du moteur-roue de vélo a 400 A par encoche, on crée le fichier VELO0400.PHY. La valeur
maximale des ampéres-tours est déduite du fichier PARAMETRES.TXT et le nombre d’ampéres-tours
a considérer est défini par I’utilisateur. Par application de ces fichiers de commande, nous disposons
de tous les fichiers nom_moteur. TRA correspondant a la structure géométrique et physique du moteur-
roue considéré et aux différents niveau d’ampeéres-tours a simuler. Ces fichiers sont prét pour la
simulation.
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Reésolution des différents problémes.

La résolution ne pose pas de problemes particuliers. 1l suffit de demander a FLUX2D de résoudre a
la suite I’ensemble des fichiers nom_moteurxxxx. TRA.

Exploitation des différents problémes.

De méme que pour les propriétés physiques, nous avons écrit deux fichiers de référence
REF_VIDE.EXP et REF_CHARGE.EXP décrivant les actions a réaliser pour exploiter les grandeurs
intéressantes : I’un correspond aux simulations des moteurs a vide et I’autre aux simulations en charge.
En effet, nous ne récupérons pas les mémes données dans les deux cas.

Pour les simulations a vide, nous nous intéressons :

— aux inductions maximales dans les différentes parties du moteur (culasse du rotor, entrefer, isthme
de dent, dent et culasse du stator) ;

— ala variation de I’induction dans les dents et dans la culasse du stator sur une période électrique
(pour le calcul des pertes fer) ;

— alavariation du flux dans une phase du moteur sur une période électrique (pour le calcul de la fém
avide) ;

— alavariation du couple électromagnétique du moteur sur une période électrique (pour le calcul du
couple de détente).

Pour les simulations en charge, nous nous intéressons :

— alavariation du flux dans une phase du moteur sur une période électrique (pour le calcul de la fém
en charge) ;

— ala valeur minimale de I’induction dans un aimant (pour détecter une éventuelle désaimantation
des aimants) ;

— alavariation du couple électromagnétique du moteur sur une période électrique (pour le calcul du
couple électromagnétique moyen fourni par le moteur en fonction des ampéres-tours).

Pour chaque niveau d’amperes-tours nous créons automatiquement des fichiers d’exploitation

nom_moteurxxxx.EXP. En utilisant ces fichiers de commande, FLUX2D fournit pour chaque fichier

de simulation nom_moteurxxxx.TRA un fichier nom_moteurxxxx.LST contenant toutes les grandeurs

exploitées.

Résumé des opérations permettant la simulation automatique par FLUX2D d’un moteur-roue
synchrone sans balais a structure inversée.

Nous avons résumé I’ensemble des opérations qui viennent d’étre décrites dans I’organigramme de
la figure 161. Remarquons que toutes les simulations décrites sur cet organigramme doivent étre
réalisées autant de fois que I’on considere de températures moyennes d’aimants différentes. On
comprend donc bien que I’objectif, encore une fois, est de libérer le concepteur de taches répétitives et
sans intérét : toutes les simulations sont effectuées en temps masqueé.
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| PARAMETRE.TXT |

(fichier contenent tous les
paramétres du moteur

dimensionné par PASCOSMA)

Nom_moteur.GEO

(fichiers de commande génériques
valable pour tous les moteurs-roue
ayant la stucture considérée
dans ce mémoire)

Rttt ity ) [Cm s —— o oo —————-—--- 1
' ! '
E REFERENCE.GEO — ;
i ! '
' ! ‘
| ! !
\ [REFERENCE.PHY —s E
! : i
| i e
! | REF_VIDE.EXP — :
] \ 1
\ [REF_CHARGEEXP] —é E
: ! !
: ! !

(fichiers de commande
configurés pour la simulation
du moteur Nom_moteur

1
pour le niveau d’amperes-tours xxxx)!
1

N’ Nom_moteurxxxx.GEO ”——!—l} propriétés

3 Nom_moteur0000.EXP f=———+3>
)” Nom_moteurxxxx.EXP ”—,—»

REFERENCE.FDB

(fichier contenent une géométrie
de moteur-roue paramétrée,
servant de référence a la définition
d ’autres moteurs-roue
avec des parameétres particuliers)

Création de
la géométrie et
maillage

¢ Nom_moteur. TRA

Création des

physiques

Nom_moteurxxx. TRA

Résolution

Nom_moteurxxx.FBD

Exploitation

| Nom_moteurxxx.LST |

(utilisation des différents
modules du logiciel FLUX2D)

figure 161 : organigramme décrivant les fichiers et les opérations permettant la simulation

automatique d’un moteur-roue synchrone sans balais a structure inversée.
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RESUME.

Depuis une quinzaine d’années, le véhicule électrique est redevenu une problématique importante
dans le domaine du génie électrique. L’objectif est maintenant de concevoir de vrais véhicules
électriques exploitant notamment la grande souplesse de gestion de cette énergie.

Dans cette optique, nous nous sommes intéressé au moteur-roue car il présente plusieurs avantages,
en particulier de compacité de la fonction motrice. Cependant la conception d’un tel systéme impose
de trés nombreuses contraintes. Entre autres, il faut modéliser le systeme dans sa globalité et réaliser
un compromis entre la masse du moteur et son rendement afin d’optimiser I’autonomie du systeme.

La structure de moteur-roue retenue dans ce travail est un moteur synchrone a aimants permanents
Nd-Fe-B, a structure inversée, a forces électromotrices trapézoidales et alimenté par un onduleur de
tension produisant des créneaux de courant, car cette structure présente a la fois un fort couple
massique mais aussi un bon rendement.

Pour dimensionner ce systéme, nous avons proposé une procédure originale et efficace comportant
deux phases :

— une optimisation de structure sur la base de modeles analytiques ;

— une validation du dimensionnement optimal a I’aide d’une analyse fine par des modéle

numeriques.
L’approche globale (batterie, convertisseur et moteur) nécessite des modéles analytiques et
numériques de I’ensemble du systeme dans les trois domaines magnétiques, électromécaniques et
thermiques. La procédure d’optimisation utilise le logiciel Pascosma, développé par le Laboratoire
d’Electrotechnique de Grenoble, pour programmer automatiquement un logiciel de dimensionnement
du moteur-roue modélisé.

Les modeles ont été validés sur des moteurs de puissances 30 kW et 200 W et la méthodologie de
conception a permis I’amélioration d’un moteur d’assistance au pédalage intégré dans le moyeu d’une
roue de vélo, nous avons pu diminuer la masse du moteur de prés de 50 % tout en améliorant son
rendement de trois points.

Mots clés: dimensionnement par optimisation; méthodologie de conception; modélisation
analytique ;modélisation multi-physiques ; moteur brushless ; moteur-roue ; véhicule électrique.



