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kq Coeflicient de distribution —

ki Coefficient de raccourcissement —
lbas_ail Largeur basse des ailettes mm
Ldent Largeur de dent mm
lhaut_ail Largeur haute des ailettes mm
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Shette Surface nette d’une encoche mm?
Spass Surface de passage mm?
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H Symbole Nom Valeur | Unité H
Buim Induction des aimants en charge T
B Induction moyenne dans ’entrefer T
Bent(0) Induction dans ’entrefer T
Bent maz Induction maximale dans I'entrefer T
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Introduction générale

Depuis le milieu des années 90, on observe un intérét croissant des constructeurs de
machines électriques pour les machines synchrones a aimants permanents. Cet engouement
est di & plusieurs facteurs d’ordre économique, technique et normatif. D’un point de vue
économique, la baisse du cotlit des aimants, accompagnée de 'amélioration sensible de
leurs performances ont rendu possible leur usage dans d’autres applications que celles liées
a l'industrie de pointe a trés haute valeur ajoutée.

Techniquement, I'utilisation des aimants permanents offre une plus grande modularité
dans la réalisation des machines synchrones et permet de réaliser des machines extréme-
ment compactes. Ainsi, ces machines ont un couple massique plus élevé que les machines
asynchrones traditionnelles. De nos jours, la compacité est trés recherchée dans la quasi to-
talité des applications, surtout dans celles liées au transport et aux énergies renouvelables
(traction ferroviaire, véhicules hybrides ou tout électrique, transport urbain, éolienne et

hydrolienne ... ).

La localisation des sources de chaleur de ces machines facilite énormément leur re-
froidissement. En effet, les pertes des machines synchrones a aimants sont essentiellement
situées au stator, c’est a dire a la périphérie, alors que les machines asynchrones peuvent
présenter des températures plus élevées dans la cage. Il faut aussi noter que ces machines
développent en général des pertes négligeables au rotor. Ainsi, elles ont un meilleur bilan
de puissance, donc un rendement plus élevé que les machines asynchrones. Cette différence
est d’autant plus prononcée que la vitesse de la machine est faible. Ces machines sont donc
beaucoup plus aptes a satisfaire aux nouvelles et futures normes en rendement (/FE3 et
IE4) [1].

Pour toutes ces raisons, Leroy-Somer a mené d’importants travaux de recherches sur
les machines & aimants. Le but poursuivi était de développer un moteur synchrone poly-
valent pouvant satisfaire a la plupart des applications industrielles & vitesse variable, les
principales étant la ventilation, le pompage, le levage, le convoyage, le broyage, le concas-
sage, les compresseurs, la traction. ... Ces travaux ont conduit a la mise au point d’une
structure de rotor & concentration de flux, rotor qui a permis de développer 2 familles



2 Introduction générale

de machines. Une machine & bobinage reparti classique (LSRPM : Leroy Somer Rotor
Permanent Magnet) et une autre a bobinage concentré ou bobinage sur dents (HPM :
Hybrid Permanent Magnet).

Ces 2 machines restent plus onéreuses que les machines asynchrones. Ceci est di au
colit des aimants et a leur industrialisation récente. En effet, la réalisation des rotors a
concentration de flux et plus complexe et prend plus de temps en production que la réali-
sation d’une cage d’écureuil. Néanmoins, les nombreux avantages que ces machines offrent
en termes de compacité, de simplicité de commande, de rendement. .. font qu’elles pré-
sentent un intérét majeur pour 'industriel. Ce dernier voudrait en faire un produit phare,
et proposer a ses clients une gamme compléte de machines totalement optimisées.

Or, ces structures n’avaient jamais fait 'objet d'une étude d’optimisation. De plus,
pour les dimensionner au mieux, les ingénieurs de bureaux d’études ont fait exclusivement
usage des calculs par éléments finis. Certes, cette méthode est efficace. Car elle permet
de représenter localement les phénomeénes électromagnétiques et de déterminer les perfor-
mances de machines avec une bonne précision. Mais, son usage dans une phase de pré-
dimensionnement n’est pas judicieux. En effet, cette méthode est encore cotiteuse en temps
de calcul. Elle ne permet pas non plus une étude paramétrique facile. On comprend alors
que le couplage d’un modéle a base d’éléments finis avec une méthode d’optimisation peut
s’accompagner d’'un accroissement du temps de calcul. La convergence vers la solution op-
timale étant assurée aprés un certain nombre d’itérations qui, selon le type d’algorithme
choisi peut s’avérer important.

De plus, 'objectif poursuivi dans cette thése n’étant pas d’optimiser une machine pour
une application donnée, mais plutot de traiter la problématique de 'optimisation de
gammes dans la conception des machines. Il est fort probable que nos modéles puissent
avoir un nombre considérable de paramétres. Nous proposons ainsi de coupler des modéles
analytiques et semi-analytiques a base de réseaux de réluctances avec un algorithme dé-
terministe & base de gradient afin de mener notre étude. Cette approche d’optimisation
de gammes présente un intérét capital pour les productions industrielles en grande série.
Basée sur la stratégie de conception des gammes en industrie qui consiste a partager les
composants entre produits, elle consiste a rechercher par l'algorithme d’optimisation la
structure optimale & partager entre différentes machines de la gamme.

Le chapitre I introductif commence par la présentation des notions générales d’optimisa-
tion. Les différents modéles de conception ainsi que les différentes méthodes d’optimisations
y sont détaillés. Ensuite, nous introduisons la problématique de la thése qui porte sur ’op-
timisation de gammes. La stratégie de conception de gammes en industrie, basée sur le
partage des composants entre différents produits y est aussi présentée. Ce chapitre se ter-
mine par une discussion sur les différentes topologies des machines synchrones & aimants
et une succincte présentation des machines retenues pour notre étude. Cette discussion
permet d’avancer les principales raisons qui ont poussé l'industriel a retenir un rotor a
concentration de flux pour ses machines.

Dans le chapitre II, nous présentons le modéle analytique dédié a 'optimisation de la
structure LSRPM & bobinage reparti. Ce chapitre commence par une bréve présentation



Introduction générale 3

des matériaux magnétiques. En effet, les performances des machines électriques dépendent
des caractéristiques des matériaux utilisés dans la fabrication. Ensuite, les différents calculs
(magnétiques, électriques, thermique, aéraulique. . . ) ainsi que les hypothéses associées sont
présentés. Enfin, 'aspect GAMME de notre étude nous a contraint a valider le modéle de
dimensionnement par comparaison avec les essais expérimentaux réalisés sur 3 machines
de taille, de polarité et de vitesse différentes. Ainsi, la robustesse du modéle par rapport
aux changements de structure et du point de fonctionnement a été testée avant de passer
a la phase d’optimisation.

Le chapitre III est consacré a l'optimisation de la structure LSRPM dont le modéle
analytique a été établi et validé au chapitre II. Cette étude d’optimisation s’est faite par
étapes et commence avec une présentation d’un environnement pour 'optimisation appelé
CADES. Une discussion sur le choix de I'algorithme d’optimisation est aussi faite. La phase
d’optimisation proprement dite commence avec la définition du cahier des charges. Tout
d’abord, nous faisons une optimisation classique de 3 machines différentes pour 2 fonctions
objectif différentes. Une analyse de 'optimalité au sens de Pareto a été faite afin d’étudier
la possibilité d’améliorer le rendement des machines en basse vitesse. Ensuite, nous avons
appliqué notre méthodologie d’optimisation de gamme exposée au chapitre I a une série de
machines de diamétre 300 mm. Toujours dans le cadre de cette étude, nous avons analysé
la possibilité de passer certaines machines de diamétre 300 en diamétre 240 en travaillant
& couple volumique constant.

Dans le chapitre IV, nous présentons le modéle de dimensionnement dédié & ’optimisa-
tion de la structure HPM. Cette machine différe principalement de la précédente (structure
LSRPM) par son bobinage statorique. C’est pourquoi nous commengons par présenter le
principe du bobinage sur dents ou bobinage concentré, ses avantages ainsi que ses incon-
vénients. Ensuite nous présentons la machine HPM qui sera étudiée dans ce chapitre. En
effet, il existe 2 types de structures HPM. La plus ancienne utilise un rotor a piéces po-
laires comme la machine LSRM. La nouvelle emploie un rotor en monobloc, c’est cette
nouvelle structure que nous allons étudier dans ce chapitre. Enfin, ce chapitre se termine
par le développement et la validation du modéle d’optimisation semi analytique & base de
réseaux de perméances. Notons que le développement du modéle d’optimisation s’est fait
en 2 étapes. Tout d’abord, nous avons validé la topologie du réseau de réluctances par
comparaison avec des simulations numériques par éléments finis réalisées sous le logiciel
Flux. Ensuite, le modéle de dimensionnement proprement dit a été validé par comparaison
avec des essais expérimentaux.

Le chapitre V est consacré a I'optimisation de la structure HPM. Ce chapitre commence
donc par la définition du cahier des charges. Tout d’abord, nous faisons une optimisation
classique de 3 machines HPM de méme diamétre et polarité, mais de puissance différente.
Cette premiére phase d’optimisation permet de juger de la nécessité d’optimiser la gamme.
Ensuite, nous appliquons notre démarche d’optimisation de gammes exposée aux chapitres
I et III & une série de machines HPM de diamétre 200 mm.
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Résumé

Ce chapitre comporte 3 parties principales. Dans la premiére partie nous présentons les
notions générales d’optimisation et de conception. La seconde partie quant & elle intro-
duit la problématique de la thése qui porte sur l'optimisation de gammes. La stratégie
de conception de gammes dans lindustrie, basée sur la mutualisation des composants
entre différents produits y est aussi présentée. Dans la derniére partie nous faisons une
étude de différentes topologies des machines synchrones a aimants permanents. Cette
étude permet d’avancer les principales raisons qui ont poussé l'industriel a retenir un
rotor a concentration de flux pour ses 2 machines.
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I.1 L’optimisation en électrotechnique

I.1.a Introduction

Les ingénieurs électrotechniciens sont amenés & concevoir et & dimensionner des pro-
duits. Ces produits peuvent étre des machines électriques, des actionneurs linéaires, des
transformateurs de puissance, des disjoncteurs, des convertisseurs statiques. . .

Jadis, tout ce travail de dimensionnement était principalement basé sur I’expérience
des designers. Ainsi, 'empirisme occupait une place assez importante. Cependant, 1’ére de
I'informatique a modifié progressivement la pratique de la conception.

Dans un premier temps, des outils CAO (Conception Assistée par Ordinateur) ont
rendu possible la résolution des problémes complexes (non linéaires, fortement couplés. . . ).
Malgré 'apport indéniable en termes de puissance de calcul qu’ont apporté les outils CAQ,
le processus de conception en lui-méme restait a la charge du concepteur. Ce dernier devait
faire plusieurs modifications afin d’aboutir & la structure finale répondant au cahier des
charges [71].

Dans un second temps, ’accroissement considérable de la puissance des calculateurs de
ces 30 derniéres années a permis d’intégrer la notion de ’optimisation en conception. Ce
recours systématique a 'optimisation s’est accentué ces derniéres années a cause notam-
ment des contraintes de plus en plus strictes en termes d’efficacité, d’encombrement, de

compétitivité, de performance. ..

Ainsi, plusieurs travaux ont été menés ces 15 derniéres années. Ces travaux ont couvert
des applications aussi variées que le domaine du génie électrique [43],[32],[3],[30],[60]. . ..
De nos jours, pour bien mener son étude de dimensionnement, le concepteur a besoin de

trois types d’informations [38] :

e Les modéles de conception : Ils permettent d’évaluer les fonctions objectifs et les

contraintes du probléme défini dans le cahier des charges.
e L’algorithme d’optimisation : Il permet de résoudre le probléme d’optimisation.

e Les spécifications : Ils définissent les objectifs, les paramétres de conception avec

leurs plages de variations et les contraintes.

I.1.b Formulation mathématique d’un probléme d’optimisation

Un probléme d’optimisation sous contraintes a objectif unique peut s’écrire sous la
forme suivante [71],[47],]67] :

Min f(z) e R

gi(x) <0 i=1,...,1
P 1.1
(P) hj =0 j=1....m (I.1)

min max _
" <y < xf k=

x est un vecteur de dimension n contenant les inconnues du probléme. En électrotech-

nique, les inconnues peuvent aussi bien étre des grandeurs physiques (courant, tension,
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induction, champ magnétique...) que des paramétres de conception (dimensions géomé-
triques, nombre des spires. . . ).

f est le critére a optimiser, il dépend des paramétres du probléme et est communément
appelé fonction objectif.

g; et hj sont des fonctions dépendant aussi des parameétres de conception et qui peuvent
étre soumises & des contraintes d’égalités ou d’inégalités, ces fonctions peuvent représenter
les performances désirées (rendement, facteur de puissance, échauffement...) [71],[42],[41],[67].

La nature de la fonction objectif et de l'espace des contraintes permet de classer les
différents problémes d’optimisation. En effet, les fonctions f, g; et h; peuvent étre continues
ou discontinues, linéaires ou non linéaires, différentiables ou non différentiables. ... Afin de

simplifier I’écriture, ’espace des contraintes sera représenté par 'ensemble C, avec :
C={zeR"/gi(z) <0 i=1,....leth;=0 j=1,...,m}.

Trop souvent, les problémes de conception comportent des objectifs contradictoires
qui ne peuvent pas étre réduits & un objectif unique par différentes techniques comme la
pondération des objectifs.

En conception des machines électriques par exemple, la minimisation du cotit ou de la
masse ne vont pas de pair avec l'amélioration du rendement et la diminution de 1’échauf-
fement. Un tel systéme est dit multi objectifs et s’écrit sous la forme [9] :

fi(z)
x
Min F(x) = f2( )
(P) fo() (1.2)
gi(z) <0 i=1,..1
hj =0 j=1....m
a;glmgxk <z k=1,...,n

F(x) désigne le vecteur des p objectifs & minimiser.

Les courbes de Pareto constituent la meilleure approche pour traiter les problémes
d’optimisation multi objectifs [47]. Ces courbes sont constituées par I’ensemble des optima
de Pareto et traduisent le fait qu’il n’est pas possible de diminuer une des fonctions objectif
sans en augmenter une autre. La figure 1.1 présente une courbe de Pareto pour 2 objectifs
[9]. On parle aussi de frontiére de Pareto, parce que les points d’une courbe de Pareto sont
les meilleurs compromis réalisables entre les fonctions f1 et f2 en fonction du cahier des
charges donné.

Notons que pour 3 objectifs, la représention de la frontiére de Pareto revient a tracer
une surface. Au dela de 3 objectifs, il n’est plus possible de représenter tous les objectifs
sur un méme graphique. L’outil risque ainsi de perdre son importance «d’outil d’aide a
la décision» puisque son interprétation ne sera plus facile.
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A

FIGURE I.1 — Front de Pareto pour 2 objectifs

I.1.c Probléme d’optima locaux

Il arrive qu'une fonction présente plusieurs optima dans ’espace des contraintes, c¢’est
ce qui introduit la notion de 'optimum global et des optima locaux.

f A Minimun global

N

Minima locaux

>
c

FI1GURE 1.2 — Optimum local et global

e On dira d'un point x* € C' qu’il est un minimum local s’il existe au moins un point
noté x tel que f(x) < f(z*).
e Et, un point z* € C' est un minimum global si Vz € C f(z*) < f(x).

I.1.d Les méthodes d’optimisation

Aujourd’hui, les différentes méthodes d’optimisation peuvent étre classées en deux prin-
cipaux groupes : Les méthodes déterministes et les méthodes stochastiques.

Les méthodes déterministes ne laissent aucune place au hasard et conduisent toujours
pour une solution initiale donnée, & la méme solution finale. Ces sont des méthodes assez
efficaces et peu coiiteuses en termes de temps de calcul au moment de 'optimisation.
Néanmoins elles nécessitent non seulement la connaissance d’une solution initiale pas trop
éloignée de la solution finale, mais aussi une direction de recherche pour explorer 'espace
des solutions, direction qui peut bien entendu étre donnée par le gradient [67],[32]. Notons
qu’il existe plusieurs versions des méthodes de type gradient dont, la méthode de Cauchy,
la méthode de Newton ou encore la méthode de type quasi Newton [41], la méthode de
minimisation séquentielle quadratique [71]. Dans le cas des fonctions a plusieurs minima
ou maxima, on n’est pas toujours assuré que I'optimum fourni par ces types d’algorithmes,
soit 'optimum global.
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Contrairement aux méthodes déterministes, les méthodes stochastiques explorent 1’es-
pace des solutions grace en partie & des mécanismes de transitions aléatoires, ¢’est pourquoi,
plusieurs exécutions successives de ces méthodes, peuvent conduire a des solutions diffé-
rentes, bien que le probléme initial posé soit le méme. Dans cette grande famille, nous
distinguons :

e Les algorithmes génétiques, ils sont basés sur les lois de 1’évolution naturelle de Dar-
win [44],[18],[34].

e Les algorithmes de type recuit simulé, ils utilisent les lois de la thermodynamique du
recuit d’un solide [18],[71].

e Les essaims particulaires, ils sont basés sur le comportement social de déplacement
d’un groupe d’oiseaux [39],[4].

Les algorithmes génétiques ont le double avantage de ne pas requérir la connaissance du
gradient et d’une solution initiale, c’est ce qui leurs conférent une plus grande capacité a
trouver 'optimum global. Cependant, ['usage de ces types d’algorithmes se paie en temps
de calcul, puisqu’ils leurs faut un nombre assez important d’évaluations pour atteindre
Ioptimum global. Les algorithmes génétiques ne permettent pas non plus de prendre en
compte facilement et efficacement beaucoup de contraintes.

I.1.e Les modéles de conception

Le choix du modéle de conception est capital pour le concepteur. En effet, les résultats
d’optimisation dépendent de I'aptitude du modéle a décrire les phénomeénes physiques qui
régissent le fonctionnement du dispositif & dimensionner. Nous pouvons classer les différents
modéles de conception en trois groupes :

e Les modéles analytiques :

IIs décrivent le dispositif & dimensionner par un jeu d’équations liées entre elles (géo-
métrique, magnétique, électrique, thermique, chimique...). Pendant trés longtemps
et bien avant 'apparition des ordinateurs, ils ont été les seuls outils & la disposition
des concepteurs. Compte tenu de la difficulté & décrire analytiquement certains phé-
nomeénes (pertes fer, saturation ferromagnétique, coefficient d’échange...) [23], ces
modéles sont toujours soumis & des hypothéses et & un certain degré d’empirisme.
Les modéles analytiques ont 'atout d’effectuer des calculs rapides et permettent
une étude paramétrique assez aisée, mais leur développement est généralement long.
Parce qu’il faut non seulement une bonne connaissance de la machine étudiée et de
son application, mais il faut aussi recaler le modéle avec des prototypes & construire
et & des expérimentations dont la réalisation est longue. En ce sens, on peut dire
que les modeéles analytiques sont l'expression d’un savoir faire [72]. De nos jours, le
nombre de prototype a construire peut étre largement réduit, grace a 'utilisation de
modéles plus fins [9].

Certains auteurs |71],[3] ont montré que, le couplage d'un algorithme d’optimisa-
tion avec un modéle analytique permet d’explorer un vaste espace des solutions pour
converger vers une configuration, a priori optimale. Cette étape que nous qualifierons
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de pré dimensionnement permet de dégrossir le probléme d’optimisation et d’ap-
pliquer le modéle fin, que nous verrons par la suite, uniquement & un espace réduit
de solutions.

Les modéles numériques a base des éléments finis :

La méthode des éléments finis a acquis des lettres de noblesse dans la conception
et le dimensionnement des machines électriques ou des transformateurs. Dans cette
méthode, le champ électromagnétique est calculé par la résolution des équations de
Maxwell dans I’hypothése des états quasi stationnaires [9]. Ces équations qui régissent
tout systéme électromagnétique lient le vecteur champ électrique E , le vecteur champ
magnétique H les vecteurs induction électrique D et induction magnétique B.

rot E = 0B /ot rot H=7j (13)
D=p '

div B =0 divD =
7 est la densité de courant et p la densité de charges électriques. L’association de la
méthode des éléments finis avec des algorithmes d’optimisation permet d’obtenir des
résultats trés intéressants [32], [46], [48]. Bien que ces méthodes soient malléables et
précises, leur usage dans la phase de pré dimensionnement n’est pas judicieux parce
qu’elles sont encore gourmandes en temps de calcul et ne permettent pas une étude
paramétrique rapide.

Les modéles semi numériques :

Ces sont des méthodes intermédiaires entre les modéles analytiques et les éléments
finis, ils permettent d’allier la puissance d’une résolution numérique et la rapidité
de convergence d’un modéle analytique. Il existe une multitude de méthodes semi
numériques, parmi lesquelles :

— Le réseaux de perméances

— Les modéles thermiques nodaux

Comme I’a si bien montré S.Brisset |9] dans son mémoire d’Hdr, il revient au concepteur de

faire des compromis optimaux entre l'erreur de modélisation (axe horizontal) et le temps
de calcul (axe vertical). Sur la figure 1.3 nous avons placé les modéles éléments finis en

haut & gauche, le modéles semi numériques au centre et les modéles analytiques en bas a

droite.

I.2 L’optimisation de gammes dans la conception des ma-

chines

I.2.a Intérét

Le concept d’optimisation de gammes est quasi inexistant dans le domaine de 1’élec-

trotechnique, puisque la quasi totalité des travaux ne portent que sur 'optimisation d’une

machine pour une application donnée. Cependant, cette notion revét toute son importance,

si nous nous plagons dans un contexte industriel de production en grande série.
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Modeéles éléments finis

Transitoire 3D
Statique 3D
Transitoire 2D
Statique 2D
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Temps de calcul

Modeéles semi numériques

(__ Modet emaue sl
e )
[ T

((Modéles analytiques
( Modéle de simulation )

Modeéle de
dimensionnement
N

Erreur de modélisation

FIGURE 1.3 — Positionnement de différents modéles

Généralement, les industriels disposent de catalogues qui contiennent les caractéris-
tiques (diameétre extérieur, longueur du circuit magnétique, type de ventilation, classe
d’isolation. ..) des machines commercialisées et le client, en fonction de son besoin n’a
plus qu’a faire le choix de la machine. Or, pour un diamétre donné (télerie fixée par la
polarité), I'industriel propose des machines pour des puissances et des vitesses différentes.

Ainsi, si nous optimisons 4 machines synchrones & aimants permanents différentes uti-
lisant cette méme structure de toélerie pour des applications par exemple & 750, 1500,
3000 et 4500 tr/min, il est fort probable que nous convergions vers 4 designs optimaux
différents. Donc, si 'industriel veut proposer une gamme compléte de machines optimisées,
il devra faire autant de téleries que de machines dans un méme diameétre. Or cette approche
n’est pas envisageable pour I'industriel pour les raisons suivantes :

e Le coiit d’industrialisation : il deviendrait extrémement prohibitif a cause des outils
industriels de production (poingon, machine a bobiner, aimants permanents. . . ).
e La gestion de toutes ces toleries serait trés problématique.

Nous ne pouvons pas non plus proposer d’optimiser la tolerie pour une vitesse et une
puissance données et de l'utiliser pour toutes les machines. Parce que plus on s’éloignera
de la machine optimale de référence et moins bonnes seront les performances.

I.2.b La conception de gammes dans ’industrie

Les entreprises congoivent des produits pour répondre a des besoins sociaux, commer-
ciaux, industriels . . . . Ces produits sont constitués de différents composants. Sur cette base,
nous pouvons définir un ordinateur portable comme un produit composé d’une batterie,
d’un clavier, d’'un écran, des périphériques. . ..

Un moteur synchrone a aimants permanents est aussi un produit, mais celui ci est
composé d’autres composants, & savoir, un stator, un rotor, des aimants permanents, un
bobinage, un arbre de transmission, des roulements. . ..
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Aujourd’hui, pour concevoir des gammes des produits, les industriels font le partage
des composants, plus connu sous le terme anglais de «Component Sharing». Cette pratique
consiste a utiliser les mémes composants pour des familles de produits différents [49]. C’est
d’ailleurs ’approche qui a été adoptée en utilisant les stators de machines asynchrones exis-
tantes pour la conception des machines LSRPM (Leroy Somer Rotor Permanent Magnet).
S’il est vrai que cette approche permet aux industriels d’offrir une large variété de produits
a un bas coiit d’industrialisation, de développement, et une plus grande réactivité par
rapport aux besoins des clients [28],[56], alors, qu’en est il des performances ?

Auraient-elles été meilleures si nous avions développé des nouveaux stators pour les
machines LSRPM ? Le fait de juste répondre “OUI” a cette question ne suffit pas pour
dire que la configuration optimale est de développer un stator particulier pour chaque
machine, parce qu’'un probléme de conception optimale en industrie peut étre défini

sur 2 axes. Un axe vertical des performances (fiabilité, respect du cahier des charges...)
et un axe horizontal du cout de fabrication (compétitivité, cott écologique...). Dans un
probléme d’optimisation, ces 2 axes peuvent étre considérés comme des fonctions objectifs.

Performances B2

A o B1
./

1 2 Cout en fonction du
nombre des stators

FIGURE 1.4 — Performances en fonction du nombre de stators

Supposons que le point A de la figure 1.4 représente les performances des machines
LSRPM avec 'utilisation des mémes stators que les machines asynchrones. Le développe-
ment de nouveaux stators n’aura aucun intérét, si celui ci conduit au point B1, par contre,
s’il conduit au point B2, on aura tout intérét a développer ces nouveaux stators.

En effet, la discrétisation des toles entraine une augmentation de cotit qui selon les cas
peut étre assez important. Donc, si les gains en performances obtenus sont minimes (cas du
point B1) on aura tout intérét a ne pas discrétiser les toles. Par contre, si les gains sont assez
significatifs (cas du point B2), on aura tout intérét a faire une discrétisation. En résumé,
la décision de passer de 1 a 2 stators ne dépend pas que du gain en performances, mais
plutét du ratio gain en performances sur cotit d’industrialisation en fonction du nombre de
stators.

I.2.c Meéthodologie

Dans ce mémoire, nous nous proposons d’optimiser des gammes de machines synchrones
a aimants permanents. Par gamme nous entendons une série de machines (de puissance
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et de vitesse différentes), mais utilisant une méme toélerie en diamétre et en polarité. Ces
machines partagent en commun 3 éléments principaux qui sont liés entre eux, le stator,
le rotor et les aimants permanents. Il faut bien comprendre que seul un changement
de dimensions géométriques d’un de ces éléments influe directement sur les autres et
conduit inéluctablement & une nouvelle tolerie.

Actuellement, la tole M800 — 65 est utilisée pour tous les rotors des machines LSRPM.
En revanche, le stator est réalisé en M800 — 65 pour une machine de 750 tr/min, en
M400 — 50 pour une machine de 3000 ¢r/min et en M235 — 35 pour une machine de
5500 tr/min. Ce changement de la qualité de tole stator, n’apporte pas de cotut d’indus-
trialisation supplémentaire, puisque le poincon reste le méme. Il en est de méme pour le
changement de variétés d’aimants.

En revanche, si 'on change la hauteur de dents statorique, il faudra adapter la taille
du rotor. Des dents plus hautes impliquent un rotor plus petit pour le loger et des dents
moins hautes impliquent un rotor plus important pour adapter 'entrefer. Une redéfinition
du rotor va de paire avec celle des aimants.

Avant de nous lancer dans cette étude d’optimisation de gammes, nous devons d’abord
répondre aux questions :

«Est il possible d’optimiser chaque machine individuellement 7». Puisque 1'op-

timisation d'un ensemble (gamme) passe obligatoirement par celui des sous ensembles (ma-
chines individuelles) qui le composent.

«Y a-t-il intérét a optimiser chaque machine individuellement 7».

Par anticipation nous pouvons répondre oui & ces 2 questions. D’une part, ces machines
n’ont jamais fait 'objet d’une étude d’optimisation, il faudrait donc un énorme coup de
chance pour que les concepteurs soient tombés avec exactitude sur la structure optimale.
D’autre part, 'optimisation individuelle de chaque machine permet de juger sur l'utilité
ou pas d’optimiser une gamme. Sachant ceci, nous allons maintenant expliquer par étape
notre démarche d’optimisation de gammes.

e Etape 0 :
Définition du cahier des charges (fonction objectif, contraintes. . . )

e Etape 1:
Cette étape consiste a calculer les points de fonctionnement des machines initiales,
afin d’en déterminer les performances de départ (rendement, facteur de puissance,
couple massique. .. ).

e Etape 2 :
On optimise chaque machine indépendamment les unes des autres. C’est dans cette
étape qu’on aura les meilleures performances pour chaque machine, donc pour toute
la gamme, puisqu’on dispose d'un grand nombre de degré de liberté. Cependant, le
cotlit d’industrialisation est excessif, parce qu’on aura autant de stators, de rotors et
d’aimants que de machines dans un diamétre donné.

e Etape 3 :
Apres une analyse des structures obtenues a [’étape 2, nous partageons les composants
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(rotors, stators et aimants) pour les structures qui sont assez proches. Nous langons
I'optimisation afin que ’algorithme trouve les meilleures structures a partager.

e Etape 4 :
Cette étape est identique a la précédente, a la seule différence que le partage se
fera a partir des structures optimales de 1’étape 3. Nous continuerons ainsi de
suite jusqu’a nous ramener 4 une nouvelle télerie unique pour toutes les

machines.

A partir des résultats de ces différentes optimisations, nous pourrons tracer des courbes
de «Pareto gamme» qui traduirons I’évolution de la fonction objectif et des différentes
performances en fonction de la discrétisation (nombre de tolerie pour un diamétre). C’est
I'analyse de la forme de ce front de Pareto et des différentes performances (rendement,
facteur de puissance, couple massique ...) qui permettra de déterminer la discrétisation
optimale.

I.2.d Complexité de la tache

Ces optimisations de gammes sont difficiles & réaliser, cette complexité réside non seule-
ment dans la maniére de poser le probléme, mais aussi dans celui de disposer des outils
capables de gérer et de résoudre des problémes d’optimisation avec un grand nombre des
paramétres. Comme on le verra dans la suite, il s’agira de résoudre des problémes d’optimi-
sation avec pas moins de 500 parameétres contraints. C’est pourquoi le premier compromis a
été d’opter pour des modeéles analytiques et semi numériques notamment a base de réseaux
de réluctances pour leur rapidité de calcul et de convergence, les modéles fins éléments finis
ne servant qu’a affiner et valider les résultats d’optimisations.

L’optimisation de n machines en paralléle nous oblige aussi & faire un choix judicieux des
fonctions objectifs. Cela pose un probléme de formulation du probléme d’optimisation au
niveau de la gamme, en particulier le probléme de la formulation de la fonction objectif. A
titre d’exemple, la «maximisation du couple» qui peut étre retenue comme fonction objectif
d’un probléme d’optimisation traditionnel risque de donner des résultats pas satisfaisants.

Si par exemple nous optimisons la somme ou la moyenne des couples de 2 machines, I'une
tournant a 750tr /min(fort couple) et 'autre & 5500¢r /min(faible couple), 'algorithme aura
tendance a optimiser la machine & fort couple au lieu de trouver un meilleur compromis
pour les 2 machines. Ce probléme de définition du cahier des charges et de la fonction
objectif pour 'optimisation de gammes sera amplement traité aux chapitres I1I et V.

I.3 Les structures des machines synchrones & aimants

I.3.a Introduction

Dans une machine synchrone, le couple est créé par 'interaction d’un champ inducteur
et d’'un champ d’induit. Le champ inducteur est créé par des électroaimants ou des ai-
mants permanents, et le champ d’induit est créé par un bobinage monophasé ou polyphasé
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alimenté en courant alternatif. L’utilisation des aimants dans les machines électriques ne
date pas d’aujourd’hui, mais leur usage était fortement limité par leur cotit et les mo-
destes performances qu’ils offraient. Cependant, la baisse du coftit des aimants lors de ces
derniéres années et la nette amélioration de leurs performances ont provoqué un regain
d’intérét pour les machines synchrones a aimants. Cet accroissement d’intérét est di no-
tamment aux avantages qu’offrent ces machines en termes de compacité, de rendement et de
simplicité de commande. En plus, 'usage des aimants permanents permet une grande mo-
dularité dans la réalisation des machines synchrones, c¢’est pourquoi il existe une multitude
de structures qui peuvent étre classées en fonction de plusieurs critéres dont :

e La position de ’inducteur par rapport a I’induit :

Ce critére permet de distinguer les machines a rotor interne (les plus répandues) et les
machines & rotor externe. Les structures & rotor externe ont une inertie importante
et ne sont généralement utilisées que pour les applications ot la vitesse doit rester la
plus constante possible [30]. Ces structures sont aussi utilisées dans des applications
particuliéres comme les moteurs intégrés dans une roue [73|.

e La direction du champ par rapport a ’axe de rotation :

On distingue alors, les machines & flux axial, les machines & flux transverse et les
machines & flux radial (figuge 1.5).

Stator
/ 4
Flux | ||_| Entrefer Entréfer Rotor

Arbre

/

\
\J
otor
d

Yy

Stator |

\
Flu
(a) Machine a flux axial (b) Machine a flux radial

FIGURE 1.5 — Les différentes directions du flux d’entrefer

— Les machines a flux axial :

Deux rotors décalés

\ %

/ E
\ \ Stator bobiné sur dents
) - //

(a) Stator a flux axial (b) Structure discoide & deux rotors, type
Leroy Somer

FI1GURE 1.6 — Machine discoide & bobinage sur dents

Dans les machines discoides, la direction du champ dans I'entrefer est paralléle a
I’axe de rotation de la machine. Ces structures sont composées de disques mobiles
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et fixes, les aimants sont placés au niveau des disques mobiles et les bobinages au
niveau des disques fixes. Les machines discoides permettent d’optimiser la surface
utile de génération du couple, ce qui se traduit par une puissance volumique im-
portante et une plus grande compacité par rapport aux structures cylindriques.
Cependant, ces machines ne sont pas encore trés bien connues et présentent des
contraintes mécaniques et thermiques importantes, a cause de la force d’attraction
axiale et de la difficulté d’évacuer les pertes [50],[8].

Les machines a flux transverse :

Circuit
stator

Aimants
~ Poles %
rotor

FIGURE 1.7 — Topologie d’une machine & flux transverse (source [51])

Dans les machines a flux transverse, le circuit magnétique entourant le bobinage
statorique est en forme de fer & cheval, figure 1.7. Dans ces machines, le champ
est tridimensionnel. Son passage du rotor au stator se fait aussi bien radialement
qu’axialement [40]. Ces structures ont avantage d’avoir une forte densité de couple
[51]. Cependant, le caractére tridimensionnel du champ entraine des pertes fer
excessives [43]. Le cott de réalisation et la complexité mécanique font que ces
machines sont encore au stade de développement [40],[51],[43].

— Les machines a flux radial :

Axe q Axe q Axe q
Axe d Axe d Axe d
(a) aimants en surface (b) aimants inserrés (c) avec épanouissement
polaire

Axe q

Axe d

(d) aimants enterrés (e) concentration de flux

FIGURE 1.8 — Les machines & aimants & flux radial
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Ce sont les structures les plus répandues, le champ dans I'entrefer est orthogonal
a laxe de rotation de la machine. La figure 1.8 présente les topologies que l'on
rencontre couramment.

I.3.b Pourquoi une structure a concentration de flux?

L’objectif primaire de I'industriel était de développer une machine capable de répondre
a la plupart des besoins industriels a un cofit acceptable. C’est pourquoi la structure a
retenir devait satisfaire 2 critéres principaux, & savoir : la robustesse et la fiabilité. Par
fiabilité, il faut entendre la minimisation du risque de démagnétisation des aimants, ce qui
constitue un point capital a toutes les machines & aimants permanents.

e Aimants en surface :

Bien que la réalisation des rotors de ce type soit aisée, cette configuration n’a pas été
retenue pour au moins deux raisons évidentes.
D’une part, les aimants étant collés a la surface du rotor (figure 1.8(a)), le risque
qu’ils se décollent a cause de la force centrifuge est assez grand. C’est pourquoi ce
type de rotor n’est pas adapté pour des applications & vitesse élevée. Cependant,
l'utilisation d’un cylindre en acier non-magnétique ou des bandes en fibre de verre
améliore la tenue mécanique des aimants et permet d’utiliser ce type de rotor a des
vitesses élevées.
Malheureusement, ces 2 techniques induisent des inconvénients. La premiére tech-
nique entraine ’apparition de courants induits dans le cylindre et complique 1'utili-
sation du variateur de vitesse & cause des harmoniques haute fréquence de courant.
La seconde technique pose un probléme du point de vue thermique. La fibre de verre
a une faible conductivité thermique, ce qui fait d’elle un bon isolant qui empéche la
chaleur de s’écouler du rotor vers le stator et cause un échauffement du rotor et des
aimants [37].
D’autre part, la réaction d’induit de ces machines est faible. En effet, les aimants
permanents ont une perméabilité proche de I'unité, ce qui implique un entrefer géo-
métrique effectif important et isotrope (Lg ~ L), d’ott une capacité a fonctionner en
régime de désexcitation trés limitée [54].
Il faut en général un fort courant pour obtenir un défluxage avec ce type de machine,
mais cela entraine une augmentation des pertes joules et du risque de désaimantation
des aimants, parce que la composante du courant I; doit étre démagnétisante.
La structure de la figure 1.8(b) permet d’augmenter la tenue mécanique des aimants,
mais cette solution entraine une augmentation du flux de fuites qui voient désor-
mais un chemin privilégié. La structure de la figure 1.8(c) produit une induction
dans I'entrefer & vide beaucoup plus sinusoidale, mais la réalisation des épanouisse-
ments polaires entraine des cofits supplémentaires sans résoudre le probléme de tenue
mécanique.

e Aimants enterrés :

Ces sont des structures a saillance inversée Lg < L,. On parle de saillance inversée
en référence a une machine synchrone a rotor bobiné et & poles saillants qui présente
une inductance Lq > L.
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Les structures & aimants enterrés ont 'avantage de permettre un fonctionnement en
régime de désexcitation, et le champ de réaction d’induit ne traverse plus directement
les aimants, il est atténué par les poles.

La configuration de la figure 1.8(e) a été préférée a celle de la figure 1.8(d) parce
qu’elle autorise des couples volumiques importants et permet de gagner en compacité,
le flux d’un poéle étant créé par deux aimants (effet de concentration de flux). A
dimensions équivalentes, la machine & concentration de flux présentera un entrefer
moins important que la machine & aimants enterrés. En effet, une ligne de champ
dans l'axe d passera a travers I'aimant une seule fois pour la machine de la figue
[.8(e) contre deux passages pour la machine de la figure 1.8(d), ce qui implique :

Ld_concentration > Ld_enterrés (14)

I.3.c Présentation des machines étudiées

La figure 1.9 présente le rotor a concentration de nos machines. Cette structure a piéces
polaires, dont I’ensemble (piéces polaires et aimants permanents) est maintenu solidaire de
I’arbre grace & un moyeu a travers un systéme de queue d’aronde, a deux particularités :

FIGURE 1.9 — Rotor & concentration de flux des machines étudiées

e Les aimants sont trapézoidaux :

Cette forme confére aux aimants une capacité d’auto blocage et rend inutile 1'utili-
sation de colle et de frette.
e L’entrefer est progressif :

m——

F1GURE 1.10 — Variation d’entrefer le long d’un pole

L’entrefer géométrique est variable le long d’un pole. Ainsi, il existe un entrefer
minimal noté e,,;; que I'on observe dans la position d de la machine et un entrefer
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maximal noté e;,q, observé dans la position ¢, figure 1.10. La progressivité est le
rapport entre €4, et emin. La forme progressive du pole présente 2 avantages. D une
part, elle permet d’obtenir une forme d’onde de I'induction dans I'entrefer a vide
beaucoup plus sinusoidale comme cela est illustré sur la figure I.11.

1= T T
Entrefer progressif
0.8 | = = = Entrefer non progressif

04l : : "

0.2

Induction (T)
o
T

i i i i i i
0 50 100 150 200 250 300 350
0 électrique(®)

FIGURE [.11 — Induction dans 'entrefer suivant la forme du péle

Ceci se traduit d’une part par une réduction des harmoniques d’espaces figure 1.12.
D’autre part, elle permet de jouer sur le rapport de saillance et d’améliorer le facteur
de puissance en diminuant 'inductance L, [64]. L’impact électromagnétique de ces 2
facteurs sera analysé dans la phase de création des spécifications pour 'optimisation.

0.8

I Enitrefer progressif

o7k I Entrefer non progressif| |
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Rang des harmoniques

F1GURE 1.12 — Spectre de I'induction dans I’entrefer suivant la forme du pole

Cette structure de rotor a permis de développer une nouvelle gamme de machines.
Cette gamme comprend deux structures différentes, : la premiére utilise un bobinage réparti
classique (LSRPM :Leroy Somer Rotor Permanent Magnets) figure 1.13(a), et la seconde
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un bobinage concentré (HPM : Hybrid Permanent Magnets) figures [.13(b) et 1.13(c).

(a) stator bobiné d’'un LSRPM (b) stator non bobiné d’un (c¢) Principe du bobinage sur
HPM dents

Fi1GURE 1.13 — Bobinages réparti et concentré

Le bobinage réparti produit une force magnétomotrice beaucoup plus proche de la
sinusoide que le bobinage concentré, et les techniques de bobinage (raccourcissement du pas
de bobinage, distribution du bobinage dans des encoches voisines) permettent d’atténuer
ou éventuellement d’éliminer certains harmoniques (plus particuliérement les harmoniques
5 et 7) [66],]21]. L’atténuation ou ’élimination de ces harmoniques se traduit par une
diminution ou une élimination des pertes qu’elles causent.

Le bobinage sur dents a l'avantage de raccourcir les tétes de bobines, ce qui se traduit
par une diminution de la résistance des conducteurs et des pertes Joule. Le bobinage sur

dents permet également de réduire la longueur du carter et de gagner en compacité.

En plus de leur grande compacité, ces deux machines offrent des avantages en perfor-
mance et en fiabilité. La figure [.14 montre que le rendement de ces machines est plus élevé
et beaucoup plus stable, aussi bien en hautes qu’en basses vitesses. Et la faible dimension
du rotor permet de minimiser les contraintes dans les roulements & hautes vitesses.
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— T T Moteur synchrone a
50 = 1 1 - aimants LSRPM

Rendement (%)

40 - 1 I Moteur asynchrone
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Vitesse (tr/min)

FIGURE 1.14 — Rendement en fonction de la vitesse
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1.4 Conclusion

Dans ce chapitre nous avons commencé par présenter l'optimisation en électrotech-
nique, et plus précisément dans le domaine des machines tournantes. Nous avons vu qu’en
conception, un probléme d’optimisation sous contraintes est surtout un probléme de com-
promis entre la précision des résultats et le temps de calcul, compromis qui dépendent de
la modélisation et du type d’algorithme choisi.

Ensuite nous avons introduit la problématique de la thése avec le concept d’optimisation
de gammes. Nous avons compris que cette notion d’optimisation de gammes nous oblige &
avoir une vision d’ensemble tout en intégrant les aspects de faisabilité industrielle. Ce qui
a nécessité la mise en place d’'une démarche spéciale d’optimisation.

Enfin, nous avons présenté les différentes topologies des machines & aimants et les prin-
cipales raisons qui ont poussé I'industriel a retenir la structure & concentration de flux. C’est
cette structure, avec ses 2 variantes a bobinage reparti (LSRPM) et a bobinage sur dents
(HPM) qui feront l'objet d’une optimisation de gammes dans cette thése, respectivement
aux chapitres III et V.

Les 2 types de bobinage utilisés générent des formes d’ondes de I'induction dans I’entre-
fer et de la force magnétomotrice différentes, et nous savons que la plupart des grandeurs de
la machine dépendent de I'induction dans ’entrefer. C’est pourquoi nous devons développer
un modeéle analytique différent pour chaque machine. Le chapitre II qui suit va porter sur
I’étude et 1’établissement du modele analytique multiphysique de la machine LSRPM en
vue de son optimisation.






Chapitre 1I

Modélisation analytique de la structure LSRPM en

vue de son optimisation
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Résumé

Ce chapitre est consacré au développement du modéle analytique de la machine LSRPM
a bobinage reparti. Il commence d’abord par une présentation succincte des matériaux
magnétiques, puisque les performances technico-économiques des machines électriques
dépendent de la rationalisation des toles et des aimants. Ensuite, les différents calculs
(magnétiques, électriques, thermique, aéraulique. .. ) ainsi que les hypothéses d’études
sont présentés. Enfin, 'aspect GAMME de notre étude nous a obligé a valider le modéle
par comparaison avec les essais expérimentaux réalisés sur 3 machines de taille, de
polarité et de vitesse différentes, afin de tester la robustesse du modéle avant de passer
a la phase d’optimisation.
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II.1  Introduction

Des travaux sur le dimensionnement analytique de machines LSRPM ont déja été en-
trepris chez LEROY SOMER [63],[65], ils ont permis la mise au point sous Excel d'un
modéle analytique relativement fin, voir la figure II.1. Ce modéle a été validé dans un
premier temps par comparaison avec les simulations numériques sous FLUX et dans un se-
cond temps par comparaison avec des essais expérimentaux. Il permettait & partir d’un jeu
des paramétres liés a la géométrie (diametre d’alésage, largeur des dents, hauteur des ai-
mants. .. ), aux matériaux magnétiques (qualité des toles, induction des aimants. .. ), et au
bobinage (nombre des voies en paralléle. .. ), de déterminer les performances des machines
par des calculs macros.

(o1« -4 BT | Calculs géométrigues Paramétres du calcul
P nominale E 12 P utile -E_ (3%
Vitesse i largeur min 503 mm lln Charge linéique Alimm
T stator i largeur max 7,65 mm : e @ T élec
Géométrie stator surface brute | 190,2 _mmc|[ % 7 Y Résidu 0,00000 =
piamext  [HEE surface nette | 1599 _mm|| ¢ < Résultats magnétiques
Diam al il 0.4 Champ aimant | 356,122 kAlm
Nb enc = largeur max | 960 mm 0.2 .__,.f B max ent 0,883 T
largeur dent masse 417 kg 0.0 Sy B H1 ent 0,850 T
hauteur dent Divers 2.2 B -8 ABN b0 --240--2--2110 B max dent 1,650 T
largeur ouv ap intérieur 53,3 mm 0.4 J B max culasse 0,930 T
hauteur ouv 1 diam arbre 110 mm || 28 N P Résultats "internes"
longueur fer 200 culasse stator 29 mm 2.8 e Vint 199,269 ¥
Géométrie rotor Bobines 4.0 angle V int 22,356 - Elec
entrefer min 14 PO | spire moyenne | 796 mm A2 cos int 0,921 -
entrefer max 4,3 (0 | long téte de bob 198 mm I 195,362 A
&p. moyeu mm Calculs mécaniques  Bdet — B came P int 107,619 kv
2p Bl - couple 2122 Wm |l 5, couple int 228,374 Nm
Aimants V périph 61,3  mis Resultats aux bornes
largeur mini [T mm F centrifuge | 147301 N || ' -‘\‘ vd 90,101 ¥
hauteur 45,65 WM | ©approx queue 174 Mpall 10 fo-—d £ \\ — Vg 184,512 ¥
pente E4 o approx arbre T Mpa 7 u 355,652 ¥
jeu (T [ Calculs electrigues || ™° [7571 Vd cos 0,899 -
B0 102 RS fréquence 300 Hz || o0 LN LY ' d Pertes
wr 1,05 - Nb spiresiph 15 - E "“:w“:n 5‘\@’“'sn’#m‘(m’“p\\lmr“m“m P Joule AC 623,65 W
Téle maanétique kb global osis - || 0 e P fer dents 2666,06 [
Pertes std 2,7 LYY | prof pénétration| 46 mm || 44 o \ /J P fer culasse | 137255 W
pref 4300 = diam fil maxi 0,9 LU | e Y A P fer 4038,63 W
B ref 1,5 | C i ' Pt P mec paliers | 340,23 v
exposant 12 - ent min eff 1,52 mm || -20 P mec aéro 1331,55 W
Bobinage ent max eff 450 mm F & W 1671,78 W
Nb condlenc 10 = &p moyeu eff 30,0 mm &si: par phase Pertes totales
H 8 - 2 de fuite fil retenu 0,9 mm rempl conv 080 - J+Fer+F&W | 633407 [
2 B [tétes de bobines| 0,01901 ohm nb fils 12,8114 - Cu / surf brute | 0,4284 - P utile 101,28 kW
rempl conv 0,77 - encoches | 0,046 ohm R & chaud 0,00455 ohm | Cu i surf nette | 0,5097 - rendement 94,11 5

Fi1GURE II.1 — Modéle analytique initial

Mais, son implantation sous Excel limitait considérablement ses capacités. D’une part,
I'outil Excel n’étant pas dédié pour faire des optimisations, le modéle initial ne permettait
tout au plus qu’une étude paramétrique ou de sensibilité. D’autre part, Excel n’étant pas
approprié pour faire des calculs scientifiques, les concepteurs ont di user d'un certain
nombre d’astuces et de méthodes numériques, ce qui a conduit & un programme trés lourd,
difficile & implanter dans un outil d’optimisation.

Le modéle analytique exposé dans ce chapitre est essentiellement basé sur ce modéle
initial. Nous avons dii d’abord I’alléger pour qu’il soit compatible avec une étude d’opti-
misation. Ensuite, nous lui avons adjoint un modéle thermique car les matériaux utilisés
dans la fabrication des machines électriques, et surtout les aimants permanents ont des

performances qui peuvent se dégrader avec la température.
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I1.2 Le bobinage réparti

Le bobinage des machines synchrones est situé au stator, il est identique & celui des
machines asynchrones. Son but est de générer un champ tournant dans l'entrefer. Le cas
idéal serait d’avoir un champ tournant parfaitement sinusoidal, mais en réalité ce champ
n’est jamais parfaitement sinusoidal, & cause notamment de la présence des encoches et
des perturbations locales dues a 'ouverture d’encoches.

Ainsi, il est toujours composé d’un terme principal appelé «fondamental ou harmonique
de rang 1» et d’une suite de fonctions périodiques d’amplitudes et de fréquences différentes.
La répartition du bobinage a pour objectif d’atténuer ou d’éliminer certains harmoniques,
en effet ceux-ci ne participent pas a la création du couple, mais sont & 'origine des phé-
nomeénes indésirables tels que les bruits, les vibrations, les pertes fer, les ondulations de
couple [57].

Le bobinage réparti étant connu et bien maitrisé depuis des années, nous ne nous y
attarderons pas. Néanmoins le lecteur soucieux pourra consulter ’annexe B basée sur le
document D3420 [66] ou tout autre ouvrage d’électrotechnique [17],[57],[68] pour voir com-
ment ce type de bobinage permet d’obtenir des grandeurs (induction, champ magnétique,
force magnétomotrice) pratiquement sinusoidales.

II.3 Matériaux magnétiques dans les machines électriques

Les machines électriques actuelles ont des performances (rendement, couple massique,
bruit, durée de vie ...) nettement meilleures que celles obtenues avec les machines du
début du 20°™€ siécle. Ces gains ont été rendus possible grace notamment a la qualité des
matériaux magnétiques utilisés de nos jours. Parmi ces matériaux, on citera les aimants
permanents et les alliages ferromagnétiques.

II.3.a Les aimants permanents

Ce sont des matériaux saturables & trés forte hystérésis, c’est ce qui leurs vaut 'ap-
pellation de «matériaux durs» par opposition aux matériaux ferromagnétiques et ferri-
magnétiques a cycles étroits appelés «matériaux doux» [36]. Comme tous les matériaux
magnétiques, les aimants permanents sont caractérisés par leurs cycles d’hystérésis et plus
particulierement par leurs courbes de désaimantation dans le second cadrant du plan B—H
(voir la figure I1.2). Cette courbe B(H) est pratiquement rectiligne pour les aimants ‘mo-
dernes’ tels que les ferrites ou les alliages de terres rares [10].

On considére que la polarisation J reste constante et égale a I'induction rémanente B,
de 0 a H; figure I1.2; I'aimant est d’autant plus stable que la valeur de H,; est élevée.
Cette modélisation linéaire des aimants rigides est trés intéressante, puisqu’elle permet de
faire aisément des calculs analytiques en remplagant I’aimant par son modéle réluctant [53].
Les 2 grandeurs, induction et champ magnétique sont alors reliés par la relation I1.1, dans
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Aimantation

T(H)

Ba: J(Ha) + ”'O-Ha

Zone linéaire

FIGURE I1.2 — Caractéristique linéaire des aimants rigides (source [53])

laquelle fiqim est la perméabilité relative de ’aimant.
Baim — Br + MONaimHaim (Hl)

Le point de fonctionnement de l’aimant correspond & l'intersection d’une droite appelée
«droite de charge ou droite d’entrefer» avec la caractéristique intrinséque B (Haim) de
Paimant, figure 11.3.

A

Ba

Drotite de charge
ou d’entrefer

T~

Caractéristique
mtrinseque de
I’aimant

Point de

fonctionnement
H,

[
|

e

FIGURE I1.3 — Point de fonctionnement des aimants rigides (source [53])

Ce point permet de définir un rectangle dont 'aire (produit BH) représente la densité
volumique d’énergie que l'aimant peut stocker dans l'entrefer. Cette densité volumique
d’énergie étant maximale & B = B,./2, d’ou 'expression de I'énergie maximale :

2

B
(BH)maz < 4M”0 (11.2)

La relation II.2 montre qu’un aimant sera d’autant plus disposé & stocker de ’énergie
que son induction rémanente B, sera élevée. La figure 11.4 présente les caractéristiques des
4 types d’aimants permanents utilisés dans les applications électriques.
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F1GURE I1.4 — Caractéristiques des aimants utilisés en génie électrique

e Les Alnicos :
Découverts dans les années 30 au Japon et connus aussi sous le nom générique de
Ticonal, ce sont des alliages composés de fer, de cobalt, de nickel et d’aluminium. Ces
aimants sont les premiers & avoir connu une application industrielle. De nos jours, ils
sont trés peu utilisés a cause des modestes performances qu'ils offrent (entre 50 a 85
kJ/m?) et du cobalt, matériau cotiteux qui entre dans leur constitution. En effet, le
champ coercitif de ces aimants augmente en fonction du pourcentage de cobalt utilisé,
malheureusement leur polarisation rémanente décroit parallélement figure 11.4 [10].
Ces aimants ont I'atout d’étre trés stable du point de vue thermique, leur température
de fonctionnement pouvant atteindre 550 ° C' [53].

o Les Ferrites :
Découvert en 1950, les ferrites font partie des aimants les plus utilisés & ce jour. Cette
attraction est due principalement & leur cotit modeste. Cependant, il faut dire qu’ils
présentent 2 inconvénients majeurs, a savoir : une faible aimantation rémanente, ce
qui implique une densité volumique d’énergie limitée a 35 k.J/m? et une décroissance
de J, par rapport a la température beaucoup plus accrue que les alnicos [10].

e Les Samarium cobalt (SmCo) :

Ils ont été découverts dans les années 60 et sont les premiers aimants terres rares
a avoir été utilisés. Ils sont nettement plus performants que les 2 types d’aimants
vus précédemment. Une densité d’énergie pouvant atteindre 270 kJ/m? et une tem-
pérature maximale de fonctionnement de 550 ° C' pour le SmoCoq7. Par contre, ils
présentent 2 inconvénients, ils sont trés cotiteux a cause du cobalt, et leur polarisation
rémanente est limitée & 1,07 & la température ambiante [10].
e Les Néodymes fer bore (NdFeB) :
Découvert dans les années 80, les aimants terres rares a base de néodyme ont ’avan-

tage d’étre moins couteux que les aimants a base de samarium. En effet, le néodyme
est beaucoup plus abondant (6 & 10 fois plus) que le Samarium [10]. Actuellement,
on trouve des aimants avec une polarisation rémanente de 1,48 7" & 20 ° C' pour une

densité volumique d’énergie de 422 k.J/m? et une température maximale de fonction-
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nement de 80° C' [26]. L'inconvénient majeur de ces aimants est leur température
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F1Gure I1.5 — Dépendance a la température de 'aimant L30U HT d’Atlas Magnetics

maximale de fonctionnement qui ne dépasse guére les 180 ° C' [10]. En général, I'in-
fluence néfaste de la température est beaucoup plus accrue pour les aimants a forte
induction rémanente, surtout en ce qui concerne le champ coercitif [65] figure I1.5.
Néanmoins, ces aimants occupent aujourd’hui une grande part du marché dans les ap-
plications électriques, c’est d’ailleurs ce type d’aimant qui entre dans la constitution
de nos machines.

I1.3.b Les alliages ferromagnétiques

Le role du circuit magnétique dans les machines électriques est de canaliser le flux
magnétique et de permettre des échanges d’énergie entre les champs électriques et les
champs magnétiques par l'intermédiaire de la loi de Faraday (e = —dy/dt) [5]. On
comprend dés lors qu'une machine électrique est souvent soumise & des champs variables.
Ces champs variables sont & la base des courants induits qui causent des pertes, donc
un échauffement et une réduction du rendement. Pour limiter le développement de ces
courants, les constructeurs des machines sont amenés a feuilleter le circuit magnétique des
machines et a utiliser des alliages ferromagnétiques présentant une plus grande résistivité
par rapport au fer «pur», tout en conservant une polarisation & saturation la plus élevée
possible [10],[5]. Pour répondre a ce besoin, 3 alliages a base de fer développés au siécle
dernier existent sur le marché.

e L’alliage fer-silicium :

Constitue a ce jour l'alliage le plus utilisé en électrotechnique, aussi bien dans la
conception des machines que dans celui des transformateurs. L’addition du silicium
(moins de 3%) et d’aluminium dans les mémes proportions est la technique la plus
efficace pour obtenir une augmentation de la résistance du métal I1.6. De plus, le mé-
tal obtenu est beaucoup plus rigide, ce qui facilite la découpe et le poingconnage dans
des toles minces [10],[5]. Par contre, la conductivité thermique du métal (capacité a
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évacuer les pertes) décroit avec l'ajout du silicium.
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FiGURrE I1.6 — Résistivité des principaux alliages de fer a la température ambiante, en

fonction du pourcentage massique en élément d’alliage (Source|5])

N

Deux grandes familles des toles fer-silicium existent a ce jour, les téles a grains
orientés (GO) et les toles a grains non orientés (NO). Les toles NO occupent
une grande part du marché et sont utilisées dans la fabrication des circuits magné-
tiques fonctionnant en régime variable d’induction (sauf pour les noyaux des transfor-
mateurs de puissance). On les trouve aussi bien dans les petits moteurs que dans les
gros alternateurs. Aujourd’hui, les fabricants proposent des toles de faible épaisseur
et a faibles pertes massiques figure I1.7, afin de limiter les pertes dans les circuits
magnétiques. Cependant, ’empilage et le decoupage des toles sont d’autant plus com-
pliqués que 'épaisseur des toles est faible. Les toles GO quant & elles privilégient
la direction de laminage. Ainsi, les toles GO acquiérent facilement une aimantation
dans la direction de laminage, d’ott une réduction des pertes. Par contre, les pro-
priétés des toles GO sont moins bonnes que celles des toles NO dans une autre
direction que la direction de laminage [10]. De production moins importante que les
toles NO, les toles GO sont en trés grande partie utilisées dans la fabrication des
transformateurs.

L’alliage-fer-cobalt :

Les alliages fer-cobalt présentent des propriétés tout a fait exceptionnelles. Leur ai-
mantation a saturation est la plus élevée de tous les alliages ferromagnétiques (2,47).
De plus, 'addition du cobalt reléve la température de Curie du fer et permet d’at-
teindre des températures élevées (1050 ° C' pour 90% de Co). Cependant, ils ne sont
utilisés que dans des applications spécifiques telles que I'aéronautique, les matériels
embarqués. . . & cause notamment de la rareté du cobalt et de son cotit élevé [14],[10].
L’alliage fer-nickel :

Ces alliages sont congus avec une concentration en nickel comprise entre 30 et 80%.
Jusqu’a une certaine proportion, ’addition du Nickel permet d’accroitre aussi bien la
polarisation a saturation que la température de Curie de 'alliage I11.8(a). La résistivité
quant a elle décroit rapidement avec la teneur en Nickel I1.8(b). On comprend dés
lors que les propriétés de ces alliages dépendent sensiblement du % de Nickel, c’est
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FI1GURE I1.7 — Pertes massiques de différentes toles en fonction de la fréquence & 1,57

pourquoi ils sont utilisés dans divers applications tels que la micro électrotechnique,
'électronique, la sécurité, la communication. .. [14].
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FIGURE I1.8 — Caractéristiques des toles FeNi en fonction du % de Nickel (Source[14])

Pour nos machines, les toles FeSI & grains non orientés ont été retenues, parce qu’elles
permettent de faire un bon compromis entre le cotit et les performances.

II.4 Modélisation en vue de l'optimisation de la structure
LSRPM

L’ensemble des relations qui vont étre données dans la suite, dépend des paramétres
géométriques de la machine. Afin de permettre au lecteur de bien comprendre les abré-

viations utilisées, nous donnons une coupe de la machine sur la figure I1.10, ainsi qu'un
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FIGURE I1.9 — Vue éclatée d’une machine LSRPM

agrandissement de la zone dent encoche.
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5. Arbre 6. Dent 7.  Encoche

Fi1GURE I1.10 — Coupe 2D de la structure LSRPM

Par soucis de concision, nous ne donnerons que les relations principales et particuliéres
a cette machine. Néanmoins, les autres relations traditionnelles telles que le coefficient de
Carter, le pas dentaire, le pas polaire. . .sont données en annexe A.

IT.4.a Calcul de ’'induction dans ’entrefer

Le calcul de I'induction dans I'entrefer est le point central de notre modélisation, ce
calcul s’appuie sur I'application du théoréme d’Ampére sur un contour judicieusement
choisi. La figure II.11 présente le développement d’une paire de podles sur une période
électrique, ainsi que le chemin choisi pour appliquer le dit théoréme.
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Ce chemin prend en compte la contribution des aimants. La symétrie de la machine
aidant, le calcul peut s’effectuer sur une demi-période électrique (un pole), il suffira alors
d’affecter pour 'autre pole une induction de signe opposé a celle calculée. Sur cette méme
figure est représentée I’évolution de la force magnétomotrice (fmm) que nous supposons
sinusoidale d’amplitude FFM M. La présence d’un bobinage reparti avec un nombre d’en-
coches par pole et par phase strictement supérieur & 1 permet de faire cette hypothése.

Stator

NORD

-90° 0° 8l 90° 180° @2 2700 9elec

FI1GURE I1.11 — Développement d’une paire de poéles et contour d’application du théoréme
d’Ampére

La forme générale du théoréme d’Ampeére est :

Z Ampere Tours = 55 Hdl (11.3)
C

Avec H le champ magnétique et dl un élément de longueur du contour C'. Dans notre cas,
le fer dans les piéces polaires et la culasse stator est non saturé (voir la figure 11.12). Ainsi,
nous négligerons les ampeéres-tours consommés dans ces 2 régions. Le théoréme d’Ampére

permet alors d’écrire :

Bont (01 kds Bont (00 haent  kdsBeont (02)haen
Haimlmin aim t( )ent(91)+ ° t( ) dent - > t( ) dent
- Ho tropir (Bent(01)) ok (Bent(62))
Bent(62)
= et ent(02) = FMM(01) — FMM(62) (I1.4)
Ho

Aprés quelques lignes de calcul, on arrive & :

2Bent(0) on
Ho t(e) * ,Ufr(Bent(H»

kdshdem . . . Dales
= charge lineique

Haimlminiaim Sin(9 — a)

(I1.5)

Hgim est le champ magnétique dans les aimants, charge lineique est une grandeur
de dimensionnement directement liée & 'amplitude de la fmm. 6 est 'angle électrique
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FIGURE I1.12 — Dégradés de I'induction dans les régions ferromagnétiques

définissant la position du rotor par rapport au stator et o I'angle d’autopilotage. kds est
un coefficient géométrique de proportionnalité qui permet de déterminer 'induction dans
les dents a partir de I'induction dans ’entrefer, en se basant sur la propriété de conservation
de flux. Son expression est donnée par :

Ts

kds = ——
i Coeffaisldent

(11.6)

Avec 7, le pas dentaire et Cooe fq;s le coeflicient de foisonnement des toles.

ent(f) est la fonction entrefer, elle définit la valeur de Uentrefer le long du pole et est
décrite par la relation parabolique :

02

ent(&) = entmin + (entmax - entmzn) 072
0

(11.7)
entmin est lentrefer minimal, valeur de l'entrefer dans 'axe d et ent,,q. est entrefer
maximal que I'on observe dans 'axe q. 0y est la demi largeur angulaire d’un pole diminuée
de la demi largeur angulaire de l'aimant figure (voir la figure 11.13).

F1GURE I1.13 — Progressivité de I'entrefer

tr(Bent(0)) est la perméabilité relative des toles, elle prend en compte le phénoméne
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de saturation magnétique & travers la loi empirique :

(B 9)) — Bref_tole 12 I 8)
Mo ent( )) = Href tole Bent(e)kds ( .

avec [lref tole = 4800 et Brefitole =1,3T.
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FIGURE 1I1.14 — Courbes B-H de la tole M400 — 50 en échelle linéaire
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F1GURE I1.15 — Courbes B-H de la tole M 400 — 50 en échelle logarithmique

Nous avons supposé que quelle que soit la position considérée, les angles 61 et 62 sont
liés par la relation 82 = 01 + . De plus, le chemin considéré traverse 2 dents diamétrales.
L’annexe A contient une compléte démonstration de la relation I1.5.

A ce stade, notre probléme est sous dimensionné, puisque nous avons une seule équation
pour 2 inconnues. A savoir, I'induction dans I'entrefer Be,; et le champ dans 'aimant H g, .
L’introduction de la loi de conservation de flux permet de résoudre ce probléme de sous

dimensionnement. En appliquant notre raisonnement sur un seul pole et en notant que
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le flux @, crée par 2 aimants communs a ce podle (concentration de flux) alimente en
méme temps le flux d’entrefer @, le flux de fuite ®; vers le moyeu et le flux de fuite
tridimensionnel ® r3p aux extrémités du moteur et en négligeant les fuites des aimants dans
I’entrefer , nous pouvons écrire :

Paim = Pent + P + Ppap (11.9)

La figure I1.16 montre la direction des différents flux considérés, a 'exception du flux
de fuite 3D, impossible & représenter avec une coupe 2D.

Dfuite

FIGURE II1.16 — Les différents flux

Nous allons maintenant calculer les différents flux utilisés dans la loi de conservation
de flux en commengant par :

e Le flux créé par un aimant :

Les aimants sont trapézoidaux comme illustré sur la figure I11.17. Cette forme implique
une variation linéaire de leur largeur en fonction de la hauteur. Cette variation peut
étre décrite par la relation I1.10

|min_aim

haim

|max7aim

FIGURE II.17 — Les différents flux

T
laim(dj) == lmin_aim + (lmax_aim - lmin_aim)r (1110)
arm
Nous ferons 2 constatations avant d’effectuer ce calcul :
— Le fer dans les piéces polaires étant non saturé (voir la figure 11.12), les interfaces

pole-aimant sont des équipotentielles. La circulation du champ dans les aimants
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est donc indépendante de x et nous pouvons donc écrire :

lmin_aimHaim(lmin_aim) — lmax_aimHaim(lmam_aim) - laim(fL')Haim(laim(x))
(I1.11)
— cette méme raison implique une circulation du champ dans ’entrefer indépendante
de I'angle électrique 6
Si nous appliquons le théoréme d’Ampére sur un contour comprenant un aimant et
Pentrefer. En négligeant les Ampéres-tours consommés dans le stator et les picces

polaires, nous pouvons écrire :

Bent_mamentmin_eff o
Ho

Bent mas est I'induction maximale dans 'entrefer et ent,,;, .rs 'entrefer minimal

0 (11.12)

lminiaimHaim(lminiaim) 2

corrigé par I'utilisation du coefficient Carter et la prise en compte de la progressivité
de D'entrefer.

En rappelant que la relation dans 'aimant est : By, = By + pottaimHaim, nous
pouvons déterminer le flux dans ’aimant en faisant :

Byim = # BaimdS (11.13)

Saim

En ramenant ce flux par unité de longueur de fer de la machine, on a :

haim
Poim/Lfer = / Bgim(x)dx (I1.14)
0

La combinaison des relations I1.10,I1.11 et I'utilisation de la relation dans I'aimant
permet d’écrire :

haim
<I>aim/Lfer = /
0

lmz’niaim

B, + ,UO,UJaimHaim (lmin_aim)

dx
lminiaim + (lmamiaim - lmmazm)h;;n]

(11.15)

Le calcul de cette intégrale donne pour un poéle (2 aimants) :

(I)aim/LfeT =2 |:Brhaim + Hotaim o e szz’m@mmiaim) In <Wn>]

lma;riaim - lminiaim min_aim

(11.16)

Le flux d’entrefer :

Le flux d’entrefer est donné par :

q>ent = # Bent(e)ds (1117)

Spole

Avec dS la surface sous un pole tel que : dS = Ly, D 4o dfmeca-
En exprimant l’angle mécanique en fonction de 'angle électrique (6eca = %) Le flux
d’entrefer par unité de longueur de la machine se calcule par I'intégrale :

Da €es T
Dot/ L for = 21’) /O Bent(0)d6 (11.18)

La borne m provient du fait que le calcul s’effectue sur un pole.
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e Le flux de fuite :
Le flux de fuite s’exprime par : ® = BpyiteStuite- Le théoréme d’Ampeére appliqué

a une ligne de fuite permet d’écrire une relation identique & 1’équation II.12. En
supposant que les lignes de fuite sont radiales & l'intérieur du moyeu, et que ces

fuites agissent sur ’arc polaire, nous pouvons écrire :

Uolmin_aimHaim

26pmoyeu

Bfuite = -

Sfuite = Lferarcpiint
1 lmin ai
d'ott ®f/Lyer = —1,5———pioHuim——="""arc, i (I1.19)
€Pmoyeu 2 -
Nous avons introduit un coefficient correcteur pour tenir compte du fait que les lignes
de champ ne sont pas radiales, mais plutdt circulaires a l'intérieur du moyeu.
e Le flux de fuite 3D :

Ces fuites se développent aux extrémités du rotor et vont d'un pole & un autre en

décrivant des arcs de cercle comme illustré sur la figure 11.18.

FIGURE II.18 — Flux de fuites 3D

Nous nous servirons encore une fois de plus du théoréme d’Ampére pour calculer ce
flux, son application conduit & écrire :
By D(r)
lmm ai’m,Haim + 7T7'f7 =0 (H.QO)
- Ko

Le calcul de ce flux de fuite nécessite une double intégration. Pour nous faciliter la
tache, nous considérerons que ces fuites agissent sur toute la hauteur de 'aimant et
sur un arc polaire moyen valant [63] :

arcp int + arcp
arcp moyen = 9

Approximation tout a fait légitime eu égard au grand nombre de poles. Ainsi, le flux
de fuite d’extrémités par pole peut s’écrire :

arcp_moyen lm'm_aim
(I)f3D = 2.2h4im —poHaim o dr
l

min_aim/2

Soit finalement :

D r3p = —4poHaim

haimlmin aiml <arcp int a?“cp)
— n —

lm'm_aim
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En exprimant l’arc polaire (arcy) en fonction des grandeurs géométriques de la ma-

TFDales
poles

magnétique, on arrive a :

chine, soit arc, = et en ramenant le flux par unité de longueur du circuit

(I1.21)

q)f?)D/Lfer = —4poHaim 7TLfer

haimlminiaim In <7rp[o)lael(sis + aTsz'nt)

lminiaim
Le flux de fuite 3D varie selon la longueur du circuit magnétique des machines. Les
résultats ci-dessous portent sur les machines de diamétre 300mm. Le flux de fuite
3D est de 3,20mWb pour une machine de longueur 120mm et de a 1, 19mWb pour
une machine de 300mm. La figure ci-dessous présente les différents flux en p.u. pour
différentes longueurs de fer. Pour la machine de 120mm ce flux représente environ
9,0% du flux des aimants. Pour la machine de 300mm ce flux ne représente plus que
3,5% de flux des aimants.

1.2
I Flux aimants
[ Flux entrefer
1t [ ]Flux fuites ||
I Flux fuites3D
081
5
g
=~ 0.6
=}
[
04r
0.2}
0

120 140 160 200 220 260 300
Longueur de fer (mm)

FI1GURE I1.19 — Ordre de grandeur des différents flux

Les relations I11.15, I1.18, I1.19, I1.21 des différents flux ne dépendent que de I'induction

dans Uentrefer Bep:(6) et du champ dans 'aimant Hg;p, qui sont les 2 inconnues du pro-

bléme. Nous pouvons maintenant résoudre le systéme d’équations non linéaire formé par

les équations I1.5 et I1.9.

II.4.b Calcul du couple

Pour effectuer le calcul du couple, nous avons tout d’abord ramené les conducteurs

du bobinage dans 'entrefer au niveau de ’alésage. L’application des coefficients de Carter
permet de considérer 'entrefer lisse sans encochage. Le bobinage réel est alors vu comme

une nappe de courant surfacique générant la méme force magnétomotrice comme illustré

sur la figure I1.20.
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Nappe de courant
Stator

Rotor

Arbre
Entrefer

F1GURE I1.20 — Nappe surfacique de courant

En supposant une répartition sinusoidale de la force magnétomotrice FMM (6) le
long de l'entrefer (présence d’un bobinage réparti), I’évolution de la nappe de courant
1(9) peut également étre considérée comme sinusoidale, de méme amplitude que la force
magnétomotrice. Ces 2 grandeurs sont déphasées simplement de 90 électriques. En ef-
fet, la force magnétomotrice représente 'intégrale de la nappe de courant surfacique. Si
FMM(0) = FMM cos(6 — 0) ou encore FMM(0) = FMM sin(f — «). La nappe de
courant s’écrira 1(0) = FM M cos(f — «).

a est Pangle d’autopilotage (entre la force électromotrice et le courant) et ¢ est angle
interne (entre le flux d’excitation et le courant). Ces 2 angles sont liés par la relation
0 = a+ 7§ figure I1.21.

Le calcul du couple se fait par I'intégration des éléments de couple dI'(#) sur une période
électrique (paire de poles) puis ramené a la totalité de la machine par un produit avec le
nombre de paire de poles p. Un élément de couple est donné par 0I'(0) = %M?(H), avec
0F (0) la force appliquée a la position 6, le théoréme de Laplace permet d’écrire :

5F(9) = I(H)Bent(e) sin (Bent (‘9)7 I(Q)) Lfer (11'22)

Bent(0) étant radial et I(#) longitudinal, les 2 grandeurs sont donc orthogonales, d’ou
sin (Bent(0),1(0)) = 1. En remplagant I(f) par son expression dans la rélation 11.22 on
arrive a :

OF(0) = FMM cos(6 — o) Bent (8) L fer

D’oit I'expression d’un élément de couple en un point de ’entrefer :

D
ST (6) = %FMM c08(0 — @) Bent (0) L yer (11.23)

Le couple sur une paire de poéles s’obtient en intégrant ’expression I1.23 sur une période
électrique, ce qui donne :

2

2
Fpaire_ples = (5F(0)d0 = /
0 0

D(Z es
2l LferFMM cos(0 — ) Bent (0)d0

La symétrie de I'induction dans 'entrefer Be,;(0) aidant, nous pouvons ramener le calcul
sur une demi période électrique :

D ™
‘;“ Lo FMM / cos(0 — &) Beny (0)d0
0

Fpaireiples =2
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Avec FMM = charge_lineiqueDg—;fs expression qui est démontrée en annexe A, on arrive
a:
. . Dales T
Lpaire ples = DalesLfercharge_lmezquej cos(0 — a) Bent(0)do
0

Le couple total est obtenu en multipliant la relation précédente par le nombre de paires de
poles, ce qui conduit & :

D? T
= —‘;“ Lyercharge_lineique / cos(0 — a) Bent (0)d0 (I1.24)
0

I1.4.c Calcul des grandeurs électriques

Le diagramme vectoriel par phase de la figure 11.21 permet de calculer les grandeurs

électriques de la machine.

Vg < Xalg
/ Xfuitel
V4 Xalg
RI
E .~ . axeq

B
¥ Waimant
Y

axe d

F1GURE I1.21 — Diagramme vectoriel par phase de la machine LSRPM
Les composantes directe et en quadrature de la tension simple peuvent étre calculées :

Vi = Vinesin(angle _Vint) + Xpyited cosa + RI sin«
Vy = Vine cos(angle_Vint) — X yiel sino + RI cos o

dou V = \/Vd2 + VC? et U=VV3 carle couplage est triangle

La réactance de fuite X, comprend les fuites d’encoche et les fuites des tétes de bobine
dont les expressions des réactances sont aussi données en annexe A.

Le facteur de puissance est donné par :

(e (53) =)
cos = cos | arctan | — | — «
Va

La tension interne (Vj,¢) est calculée a partir de la relation de Boucherot :

Vine = 7T\/ﬁj\[bspireskbfreqq)1
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®1 est le fondamental du flux résultant dans 'entrefer, il est calculé & partir de la relation :

D1 = yﬁ By1(0)dS
S.

pole

avec Spole, la surface traversée par le flux d’entrefer sous un pole, on a donc :

DgjesLifer 2 DgjesL
Pl — Tl alesd fer 2By = Tl alesd fer B (1125)
2p T ™

By est le fondamental de la décomposition en série de Fourier de Bent(6), il est donné par
By = w/aB%ﬂ + bBir1 avec :
2

By = 2 / Bow(0) cos(0)d8 et bBuy = > / Bow () sin(6)d0
0 0

m s

La puissance interne se calcule & partir du couple interne, cette puissance correspond a la
puissance absorbée et est donnée par :

Py =10Q

Le courant absorbé par le moteur s’obtient en faisant :
o Pint
3Vint cos(int)

avec cos(int) = cos(angle  Vip — «)

1

Le rendement de la machine se calcule par la relation traditionnelle :

Putile
Pint
avec  Puyite = Py — g Pertes

I1.4.d Calcul des pertes

Le modéle inteégre 3 types des pertes, les pertes joules, les pertes fer statoriques et les
pertes mécaniques. Les pertes fer rotoriques sont négligées [52], en effet, ces pertes sont dues
essentiellement aux harmoniques d’espaces (de denture et de fmm) et sont essentiellement
localisées a la surface du rotor. La présence d’un bobinage reparti et le feuilletage du
rotor limite considérablement le développement des courants de Foucault. Les simulations
numériques réalisées avec le module LS de Flux ont permis de confirmer cette hypothése.

e Les pertes joules :

Elles sont calculées par la relation traditionnelle :

h 2 Dy 21
1+ < dent ) ( 1 ) - (I1.26)
profpenetration profpenetration 9

Rehaua est la résistance a chaud d’une phase, son expression est aussi donnée en

2
Pjoules = 3Rch(zud[

annexe A. Le terme entre crochet est un développement du premier ordre & appliquer
a la résistance a chaud dont I'expression n’est valable qu’en continu, afin de tenir
compte de leffet pelliculaire et des effets de proximité |2].
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e Les pertes fer statoriques :

Elles sont décomposées en 2, les pertes fer dans les dents et les pertes fer dans la

culasse.

— Pertes fer dans les dents :
Ces pertes sont calculées a partir de I'induction dans les dents Bgs(6). Le coeffi-
cient kg5 permet de calculer 'induction dans les dents & partir de 'induction dans
Uentrefer Bey,:(0) en faisant Byg(0) = kgsBent ().
Ensuite, la décomposition en série de Fourier de Bys(f) permet de déterminer ses
différents harmoniques, qui ne peuvent étre qu’impaires. Ainsi, nous aurons pour
I’harmonique de rang n :

2 [T 2 [T
ad, = / Bgs(nf) cos(nf)df et bd, = / Bys(nf) sin(nd)do
m™Jo ™ Jo
Les pertes massiques de chaque harmonique Wy,d, se calculent a partir de la

relation empirique :

\/ad%+bd%>2< nfreq >2 (11.27)

Wi d, = t td tol
kgln pertes sitd__to efreq_tole ( 175 ffreq_tole

pertes _std_tolefreq tole SONt les pertes massiques fournies par le constructeur de
tole a I'induction de 1, 5T'. La caractéristique considérée sera celle la plus proche de
la fréquence de fonctionnement de la machine. Les pertes massiques totales s’ob-
tiennent en sommant les contributions de chaque harmonique, un développement
jusqu’a '’harmonique 5 donne des résultats satisfaisants.

Ldent )2 1,20
Coefjgois

Wkgdent = (Wkgdl + Wkgdg, + Wkgdg,) < (I1.28)

ldent — €Pinutilisable
Le terme entre parenthéses est un coefficient de correction qui permet de prendre
en compte les dégradations introduites par la découpe de la tole. ep;nusitisable €St
I’épaisseur de tole inutilisable. La multiplication par 1,2 vient du fait que I'usage
de la MLI augmente les pertes fer d'un facteur de 15 a 25% [12],[13].

Les pertes fer dans les dents s’obtiennent en multipliant les pertes massiques totales
par la masse totale des dents qui est donnée par :

Massegents = Massevol_toleNbencldenthdenther

— Pertes fer dans la culasse :
Le principe de calcul des pertes dans la culasse est identique & celui des pertes
dans les dents. Elle commence d’abord par la détermination de I'induction dans la
culasse Bs(f). La conservation de flux permet d’écrire sur un pole :

1 Oem Dales 1
Bcs(e):e ; /6 Bent(ﬂ) 2 polesdﬁ (1129)

La décomposition en série de Fourier de Bs(f) est donnée par :

2 " 2 [
ac, = = / Bes(nf) cos(n)df et be, = — / Bes(nb) sin(nb)df
T™Jo ™ Jo
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Les pertes massiques par harmonique sont données par :

\/aC%+bC%)2( nfreq >2 (I1.30)

1,5 freq_tole

Wigen = pertes _std_tolefreq tole (

La densité totale s’obtient en sommant la contribution de toutes les harmoniques.
Les dégradations introduites par la découpe sont négligées, compte tenu de la
I'importance de la surface de la culasse par rapport a la surface des zones de
découpe.

1,20

Wigculasse = (Wiger + Wiges + Wkgc5)W
fois

(I1.31)
Les pertes fer totales dans la culasse sont calculées par simple produit de la relation
11.31 par la masse de la culasse qui est donnée par :

T

4 Massevol_toleLfer [Dgxt - (Dales + 2hdent)2]

Masseculasse =

e Les pertes mécaniques :

Le modéle prend en compte 2 types des pertes mécaniques, les pertes de frottement

dans les paliers et les pertes aérauliques liées au ventilateur.

— Pertes dans les paliers :
Elles sont calculées par la relation empirique 11.32, dans laquelle on suppose que le
couple résistant dans une machine de diameétre 200mm est de 0,2N.m, ’évolution
de ce couple est supposée proportionnelle au carré du diamétre extérieur de la
machine.

Doyt \”
ex
Pmecaipaliers = ( 0.2 > 0,2 (1132)

avec € la vitesse de rotation de la machine en rad/s
— Pertes aérauliques :
Elles sont données par la relation :

A
Pmecaiaero - Q P (1133)

Tlvent

Q est le débit d’air en m?/s, Ap la variation de pression de I'air en Pa et fyent
le rendement du ventilateur supposé égal & 25%. La connaissance du débit est
importante aussi bien pour le calcul des pertes aérauliques que pour la thermique.
Pour chaque diamétre, 3 ventilateurs sont utilisés. Un premier pour les vitesses
inferieures a 1500 ¢r/min, un second pour les vitesses comprises entre 1500 et
3000¢r/min non inclus, et un dernier pour les vitesses de 3000 a 5500¢r/min. Pour
un méme carter, on a récupéré les mesures de débit en fonction de la vitesse de
différents ventilateurs, nous les avons interpolées avec des caractéristiques linéaires,

dont les équations sont :

Débityens1 = 0,5259V itesse — 38,686
Débityensz = 0, 7821V itesse — 52, 291
Débityenss = 0,9216V itesse — 58,471
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Il faut noter que ces expressions ne sont valables que dans 'intervalle de mesure, il
ne faut pas penser que le débit est négatif a vitesse nulle. Les données du tableau
II.1, ainsi que la figure I1.22 montrent que les caractéristiques d’interpolations

suivent bien les mesures.

Tableau II.1 — Débit en m3/h en fonction de la vitesse en tr/min pour les machines de

Vitesse Débit Ventilateur 1 | Débit Ventilateur 2 | Débit Ventilateur 3
Mesure Calcul Mesure Calcul Mesure Calcul
375 284.8 241 331,2 287.1
500 230,8 224.3 344.7 338.,8 395,6 402,3
600 275,9 276,9 409,1 417 505,1 4945
750 336,2 355,7 513,5 534,3 630,9 632,7
900 441,2 434,6 634,2 651,6 767,7 771
1000 471,9 487,2 692.,9 729.8 823.,8 863,1
1200 589,3 592,4 836 886,2 1019 10474
1500 74,7 750,2 1135 1120,9 1273 1323,9
1800 902,6 907.,9 1414 13555 1680 1600,4
2400 1252 1223,5 1866 18247 2150 2153.,4
3000 1578 1539 2298 2294
3600 1816 1854,6 2729 2763,3
4500 2253 2327,9
5500 2906 2853,8

diamétre 300 mm

Afin d’avoir un modéle unique, utilisable pour toutes les vitesses comprises entre

3000
2500
2000
5
e
= 15001
°
3 ' ' Vemlcalcul
1000} Vemlmesure i
.... Vent2
calcul
Vent2
mesure
500 [
-B- Vemgcalcul
Vent3
mesure
0 i i i i i
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000

Vitesse (trs/min)

FIGURE 11.22 — Débit en fonction de la vitesse
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750 et 5500 tr /min, nous avons introduit un nouveau parameétre.

Débityent1 G1 + DébityentoG2 + DébityentsG3
3600

Ainsi, selon la vitesse du moteur, si c’est le ventilateur 1 qu’il faut utiliser, G1 sera

fixé 4 1, G2 et G3 4 0. La division par 3600 permet de passer de m?®/h en m?/s. La

chute de pression est donnée par la relation Ap = % pairva%;r,

Débit = (11.34)

la vitesse de l'air Vg,
est obtenue en divisant le débit par la section de passage. La section de passage
se calcule & partir des grandeurs géométriques de la machine, son expression est
donnée en annexe A. La relation I1.33 peut se mettre sous la forme finale :

. i 1
Pmeca_aero = 1,1Débit p(;” VQ%TO’T5

(11.35)

II.4.e Calcul du cott des matiéres actives
Ce cotit comprend le cott du cuivre, du fer et des aimants permanents. Le coiit de
chaque matiére active se calcule & partir de son prix par kg.

e Le cuivre :

la masse du cuivre se calcule par :

D3 ret Lspi
Massecyivre = [71' (fl4_7“e Nbfilszbcondienchenc Massevolicu

Dyii ret est le diameétre du fil retenu, Nbys le nombre de fils, Lspire moy la longueur
moyenne d’une spire, son expression est aussi donnée en annexe A, Nb.ond ene l€
nombre des conducteurs dans une encoche, Masse,o «, €st la masse volumique du
cuivre. Le cotit du cuivre se calcule aisément en faisant :

coUtyivre = Masseyivre PTT cyivre (11.36)

o Le fer :
Le coiit du fer correspond & celui des toles de section carrée a partir desquelles sont
découpées les toleries statoriques. C’est pourquoi la masse calculée correspond a celle
du carrée circonscrit au stator.

Massefe, = DgxtherMassevol_tole
Finalement
colil for = Masse o Pritfe, (11.37)

o Les aimants :
La masse des aimants se calcule & partir de l'aire d’un trapéze

lminiaim + lmaaciaim

2

Massegimants = haim < > LferpOle*SMassevol_aim

D’ou le cotit des aimants

colUtgimant = Massegimant PT1Taimant (11.38)
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II.4.f Résolution du systéme d’équations implicites

Le systéme d’équations non linéaires a résoudre peut s’écrire sous la forme :

10] Hor (Bent (0)

{ Heimlmin_aim + 2Bent(6) ent(0) + ML@M)} = charge_lineique% sin(f — «)
(I)aim(Haim) - (I)ent(Bent(‘g)) + (I)f(Haim) + q)f?)D(Haim)

(11.39)

Dans le modéle initial sous Excel, ce systéme d’équations était résolu par une double utili-
sation de la méthode de Newton Raphson. Bien qu’étant efficace, la retranscription directe
de cette méthode dans un outil d’optimisation aurait entrainé la création de plusieurs di-
zaines de paramétres supplémentaires, ce qui aurait conduit & un modeéle trés lourd. De
plus, l'outil d’optimisation utilis¢e CADES [20],|25](Component Architecture for the Design
of Engineering Systems) ne disposait pas a I’époque d’un module permettant de résoudre
des équations implicites.

C’est pourquoi une solution alternative a di étre trouvée. Elle consiste & discrétiser
I’angle électrique 6 le long d’un pdle en N échantillons et d’appliquer le théoréme d’Ampére
pour chaque échantillon. On se retrouve alors avec N équations, ayant chacune comme
inconnues la valeur de 'induction dans l'entrefer Be,t(6;) pour I’angle considéré et le champ
magnétique dans I'aimant H;,, commun & toutes les équations.

Le systéme compte N+1 inconnues, la loi de la conservation de flux fournit la (N +1)%"¢
équations qui permet de résoudre le systéme, puisque cette relation ne dépend que de Hy;,

et des inductions recherchées.

La question est maintenant de déterminer le pas de discrétisation. Sachant qu’il doit
répondre a 2 critéres, a savoir : étre assez petit pour bien décrire les variations de I'induction
Byt (0), mais également assez grand pour réduire le nombre d’équations a introduire dans
le modéle.

Pour effectuer ce choix, nous avons considéré que la largeur minimale de ’aimant est
de 10 ° électrique, ensuite nous avons appliqué 3 pas de discrétisation différents a un pole.

e Un pas de 17", correspondant & une discrétisation en 10 intervalles
e Un pas de 8,5, correspondant a une discrétisation en 20 intervalles
e Un pas de 1°, correspondant & une discrétisation en 170 intervalles

La figure 11.23 montre que I'induction dans l'entrefer Bep.(f) est trés peu sensible aux
3 pas de discrétisation et qu’en plus, les courbes obtenues s’approchent sensiblement de la
courbe du modéle initial sous Excel.

Néanmoins, une vérification des autres grandeurs (couple, coefficients de Fourier. .. )
dont les intégrales sont calculées par la méthode des trapézes a été jugée nécessaire. Les
résultats obtenus avec les différents pas de discrétisation sont assez proches du modéle
initial sous Excel tableau II.2. Nous avons donc opté pour le pas de 17 puisque celui-ci
suffit & bien décrire le modéle tout en limitant le nombre des paramétres supplémentaires
a introduire.
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F1GURE I1.23 — Induction dans I'entrefer avec différents pas de discrétisation

Induction(T)

0.8f

0.6

0.4

0.2f

0.4t

-0.61

-0.81

Excel
—@— pas de 17° |
=——®— pas de 8,5°
pas de 1°

_l L Il
-100 -50 0

50 100 150

0 électrique(®)

200 250

Grandeurs Excel Pas de discrétisation
1| 85 | 1
Magnétiques
Hgim (KA/m) 367,5 | 360,6 | 360,7 | 361,1
Bent maz(T) 0,879 | 0,879 | 0,879 | 0,874
By (T) 0,853 | 0,855 | 0,855 | 0,847
Electriques
Va(V) 90,4 94,3 94,1 93,8
Vy(V) 1823 | 184,0 | 183,9 | 183,5
Uv) 3524 | 358,1 | 357,8 | 357,0
cos ® 0,896 | 0,890 | 0,890 | 0,890
['(N.m) 225,6 | 227,3 | 226,3 | 2259
P (W) 106,3 | 107,1 | 106,7 | 106,5
I(A) 1954 | 1950 | 1943 | 194,3
Pertes fer
Prer dents(W) | 2666,1 | 2797,8 | 2768,3 | 2682,5
Prer  culasse(W) | 1346,3 | 1283,2 | 1282,5 | 1280,4

Tableau I1.2 — Comparaison de différents pas de discrétisation par rapport au modeéle initial

sous Excel

I1.4.g Insertion du modéle thermique

Le fonctionnement d’une machine électrique s’accompagne toujours de pertes d’énergie.

Ces pertes se traduisent par la transformation d’une partie de I’énergie électrique et méca-

nique en énergie thermique, et donc par des élévations de température de certains éléments
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(isolants, roulements, aimants. .. )[62|. La loi d’Arrhenius montre qu’un suréchauffement de
10 ° C suffit pour réduire de 50% la durée de vie d’'une machine [36]. Il est donc impératif
de tenir compte du comportement thermique de la machine pour mieux la dimensionner
ou l'optimiser. Cependant, la modélisation thermique des machines électriques reste une
tache assez difficile & cause notamment de la complexité des géométries, des hétérogénéités
internes, de la discontinuité des sources et des surfaces d’échange. C’est pourquoi un certain
empirisme est nécessairement requis pour faire cette modélisation.

e Hypothéses :

— les phénoménes pris en compte sont ceux de la conduction et de la convection au
niveau des ailettes, la radiation est négligée.

— Les régimes thermiques transitoires ne sont pas modélisés, seul le régime thermique
permanent est considéré.

— La quasi totalité des pertes sont localisées au stator [52], les phénomeénes de conduc-
tion et de convection dans I'entrefer sont négligés. La température des aimants sera
considérée égale a 90% a la température du cuivre.

— La chaleur s’évacue radialement, en effet le feuilletage des toles fait apparaitre des
nombreuses résistances de contact qui empéchent le flux thermique de s’écouler
axialement.

— Les pertes joules stator et les pertes fer stator sont les seuls sources de chaleur
prises en compte. Ces derniéres sont uniformément reparties dans la machine.

e Géomeétrie retenue et réseau des résistances thermiques :

Les hypotheéses citées précédemment et la symétrie de la machine permettent d’établir
le modéle thermique sur un pas dentaire. Une fois la géométrie déterminée, la seconde
étape consiste a la discrétiser convenablement pour aboutir & un réseau de résistances
thermiques physiquement réaliste. Les formes dans la géométrie de la figure 11.24
permettent de définir 3 types de résistances thermiques.

culasse

Contact
culasse-carter
// Toile du carter

Alilette

Demi encoche

Isolant

Dent

FIGURE I1.24 — Géométrie retenue pour ’établissement du modéle thermique

— Les résistances thermiques de conduction dans les régions parallélépipédiques ; elles
sont de la forme :

1L

AS

Avec A la conductivité thermique du matériau, L la longueur du tube de flux

Rthicond =
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thermique et S la surface orthogonale au méme flux thermique.
— Les résistances thermiques de conduction dans les régions en forme de portion de
couronne se calculent par :

1 Rea:t
= 1
Bth_cona 2w Lfer . (Rmt >

— La résistance thermique de convection sur la surface externe du carter; elle est
déterminée par :

1
Rthiconv = ﬁ
conv

heonw €st le coefficient d’échange global, il tient compte de la convection naturelle
que nous supposerons égale a 10 W/m?/K et de la convection forcée, qui dépend de
la nature et de la vitesse ou du débit du fluide de refroidissement au voisinage du
carter [6]. Sa détermination se fait par étape et passe par le calcul de 3 nombres sans
dimensions.
— Le nombre de Prandtl :
Ce nombre dépend des propriétés du fluide, pour lair, il présente la particularité
d’étre pratiquement indépendant de la température [6]. Il est donné par la relation :

P = cpg (I1.40)

Avec C), la capacité calorifique de I'air, A sa conductivité thermique et p sa viscosité
dynamique.

— Le nombre de Reynolds :
Ce nombre traduit le rapport entre les forces d’inertie et les forces de viscosité 33|,
il est donné par :

VairDhyd
pi

R, = (IL.41)

p est la masse volumique de I'air, Dy, q le diamétre hydraulique, 'annexe A contient
un calcul détaillé sur la détermination du diameétre hydraulique. Le tableau I1.3
présente les propriétés de lair pour une température ambiante de 40 ° C'.

Cp (J/kg/K) | p(Pas) [ X(W/m/K) | p (kg/m?)
1013,5 1,89.107° | 2,64.1072 1,13

Tableau I1.3 — Propriétés de 'air & 40C

— Le nombre de Nusselt :
Il est calculé grace a la corrélation de Dittus-Boelter [6], valable si 0,7 < P, < 100
et R. > 2000.

N, = 0,023R%® p24 (11.42)
la connaissance du nombre de Nusselt permet d’accéder aisément au coefficient d’échange

global en faisant :

A

hcom) = Nu Dhyd

+ hcom;_nat (1143)
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Le réseau de résistances thermiques a été mis au point sous le logiciel circuit Pspice.
En effet, un réseau de résistances thermiques peut étre vu comme un circuit élec-
trique équivalent pour lequel, les pertes sont des sources de courant, les résistances
thermiques sont des résistances électriques et la température a un noeud correspond
a la tension & ce méme noeud. Dans le réseau de la figure I1.25, les pertes cuivre
sont discrétisées et appliquées en bas, au milieu et en haut de la demi encoche. Les
pertes fer dans la dent et dans la culasse sont appliquées au milieu de leurs zones
respectives. Le calcul détaillé des différentes résistances de ce réseau est donné en

annexe A.
—— Tamb
Railettes j
 Rearter . e
Rculasse_carter
Reulasse1 Pfer_cul/{(Nbenc)
. 1_@_l> o. . .
- Pjoulesi(BNbenc) - - - - Reulasse2 S -~ - PjoulesiBNbenc) - -
R . A v—{(p—p o
o . .  Risolcul . . Risoleul | T
Risol_dent Risol_dent Pjoules/{(BNbenc)
0 S o
Pjoules/(6Nbenc) . L N S
Rbob2 -

" Rbob2 Rder.lt% .fer_den.tf(Nbe.nC.)
0 Q—@ ¢ o ‘ @ -

PloesfGNbenc)  Risoldent  RisoLdem  piouiecfeNbene)

FI1GURE I1.25 — Réseau des résistances thermiques

e Validation du modéle thermique :

La validation s’est faite sur 3 machines différentes de diamétre 300 mm. Une machine
de 16, 5kW tournant a 750¢r /min, une autre de 65kW tournant a 3000¢r /min et une
derniére de 100 kW tournant & 5500 tr/min. Pour chacune d’elle, une comparaison
a été faite entre les échauffements fournis par le réseau des Resistances thermiques
et ceux obtenus avec le module thermique de FLUX. Les résultats des tableaux
I1.4,I1.5,I1.6 montrent une erreur maximale inferieure a 2% (le calcul des erreurs se
fait & partir des températures exprimées en Kelvin).

Il faut noter que les températures obtenues sont beaucoup plus élevées que celles qu’on
observe sur les machines réelles. En effet, pour faire les simulations FLUX, nous avons
supposé que la longueur des ailettes était égale a celle du circuit magnétique (L y.,)
alors que la longueur des ailettes avoisine celle du carter (voir la figure I1.9). Cette
méme longueur a été utilisée pour les simulations Pspice, afin de vérifier la validité
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du réseau. Ce qui au final a conduit & une sous estimation de 'efficacité des échanges
par convection au niveau des ailettes.

La résolution symbolique de ce réseau sous MAPLE a permis d’établir les expressions
analytiques de la température aux différents noeuds, et plus spécialement celle de
la bobine au bas de I’encoche. C’est ce paramétre qui sera contraint au cours des
optimisations et permettra d’une part de déterminer I’échauffement de la machine et
d’autre part de contréler la température des aimants, puisque ces derniers ne peuvent
pas étre & une température plus élevée que le point chaud du bobinage. Nous nous
abstiendrons de donner ’expression analytique de la température du bobinage au
bas de I’encoche a cause de sa taille (longueur). En effet, cette expression est issue
de la résolution d’un systéme de 13 équations a 13 inconnues. Notons simplement
qu’elle est composée de 96 opérations d’addition et de soustraction, chaque terme
additionné ou soustrait comprend 2 & 4 opérations (multiplication et division).

Echauffement | Echauffement

Noeud FLUX (°C) Pspice (*C) Erreur (%)
Base ailette 72,14 71,81 -0,10
Base carter 73,09 72,44 -0,19
Diamétre extérieur 81,10 80,45 -0,18
Centre culasse 86,18 85,48 -0,19
Haut dent 92,19 90,72 -0,40
Haut bobinage 94,14 98,26 1,12
Centre bobinage 107,46 102,40 -1,33
Bas bobinage 109,41 106,27 -0,82
Centre dent 101,22 100,38 -0,22
Bas dent 104,72 104,28 -0,12

Tableau II.4 — Comparaison des échauffements pour la machine de 16,5 kW tournant a
750 tr/min
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F1GURE I1.26 — Répartition de la température pour la machine de 16,5 kW
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Tableau I1.5 — Comparaison des échauffements pour la machine de

Echauffement | Echauffement

Noeud FLUX (°C) Pspice (°C) Erreur (%)
Base ailette 54,31 52,97 -0,41
Base carter 55,57 53,31 -0,69
Diamétre extérieur 66,28 64,52 -0,52
Centre culasse 73,89 72,18 -0,49
Haut dent 82,60 79,71 -0,81
Haut bobinage 84,25 87,28 0,85
Centre bobinage 101,55 96,48 -1,35
Bas bobinage 105,15 100,81 -1,15
Centre dent 95,52 94,61 -0,25
Bas dent 100,71 98,90 -0,48

3000 tr/min

65 kW tournant a

F1cURrE I1.27 — Répartition de la température pour la machine de 65 kW
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Température | Température

Noeud FLUX (°C) Pspice (°C) Erreur (%)
Base ailette 43,10 41,05 -0,65
Base carter 44.62 42,05 -0,81
Diamétre extérieur 57,38 54,81 -0,78
Centre culasse 66,37 63,94 -0,72
Haut dent 76,54 72,64 -1,12
Haut bobinage 77,73 79,81 0,59
Centre bobinage 97,19 92,46 -1,28
Bas bobinage 101,61 96,46 -1,37
Centre dent 91,92 90,83 -0,30
Bas dent 97,62 94,74 -0,78

Tableau I1.6 — Comparaison des températures pour la machine de 100 kW tournant a
5500 tr/min
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F1GURE I1.28 — Répartition de la température pour la machine de 100 kW

II.4.h Validation du modéle complet

La validation s’est faite par comparaison entre le modéle et les essais expérimentaux réa-
lisés sur 3 machines différentes. Une machine de diamétre 240 mm tournant a 7200tr /min,
une autre de diameétre 300 mm tournant a 4500 tr/min, et une derniére de 473,5 mm
tournant a 700 ¢tr/min. Ainsi, les machines sélectionnées pour la validation du modéle,
présentent un ratio de 10 en termes de vitesse et un ratio de 2 en termes de diamétre
extérieur.

Pour chaque machine, 3 points ont été testés a la vitesse nominale. Un point & moitié de
charge (2/4), un second a charge nominale (4/4), et un dernier a 25% de surcharge (5/4).

D’une maniére générale, le modéle fourni des résultats assez proches des essais expéri-
mentaux (voir les tableaux I1.7, I1.8, I1.9). Nous pouvons donc le considérer comme validé.
Néanmoins, quelques remarques sont a faire.
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Grandeurs Point 1 Point 2 Point 3
Essai | Modéle ‘ Essai ‘ Modeéle Essai | Modéle
Vitesse (tr/min) 7199,9 7199.,6 7200
Couple(N.m) 48 4 110,9 129,8
Pu(kW) 36,455 83,574 97,829
Tension(V) 289,71 341,15 333,24
Courant(A) 89,21 84,06 194,6 190,1 225,6 223.8
Rendement (%) 89,87 | 89,66 93,87 | 93,77 94,79 94,19
COoS 0,906 0,969 0,774 0,801 0,793 0,814
al”) 6,78 6,03 16,80
Pabs(kW) 40,565 | 40,659 || 89,033 | 89,123 || 103,210 | 103,860
Echauffement (°) 34,43 106,71 | 64,72 77,21

Tableau I1.7 — Comparaison entre modéle et essais pour la machine de 240 mm

Grandeurs Point 1 Point 2 Point 3
Essai | Modéle Essai | Modéle Essai | Modéle
Vitesse (tr/min) 4501,2 4500,1 4494.0
Couple(N.m) 125,1 252,9 316,5
Pu(kW) 58,970 119,181 148,951
Tension (V) 347,62 342,54 342,54
Courant(A) 109,8 107,4 227.9 2292 304,6 320,2
Rendement (%) 95,09 94,90 96,61 96,36 96,95 95,89
cos 0,938 0,965 0,912 0,919 0,865 0,847
al ) 5,54 22,02 33,79
Pabs(kW) 62,012 | 62,142 | 123,360 | 123,680 | 153,633 | 155,335
Echauffement (°) 44,41 70,69 74,64 117,51

Tableau I1.8 — Comparaison entre modeéle et essais pour la machine de 300 mm

o Le faible rendement de la machine de 240mm qui tourne a 7200¢r/min est di au fait
que cette machine est dimensionnée pour 100 kW a 8000 ¢tr/min. L’indisponibilité
du banc d’essai pour des vitesses élevées n’a pas permis de réaliser des essais a cette
vitesse.

e Toujours pour cette méme machine, 'écart entre I’échauffement de I'essai et celui du
modele est trés prononcé (Point 2). Rappelons que les caractéristiques des ventilateurs
(débit en fonction de la vitesse) ne sont connues que jusqu’a 5500¢r /min. L’utilisation
de la méme relation linéaire & 7200 ¢r/min conduit surement a une surestimation de
la convection forcée. D’autant plus que c’est plus difficile de faire bouger 'air a vitesse
élevée qu’a basse vitesse a cause de sa viscosité.

e Il ne faut pas faire une comparaison entre 1’échauffement de l’essai et du modéle
au point 1 et 3, pour la simple raison que le modéle ne tient compte que du ré-
gime permanent. A l’essai, la machine est chargée au couple nominal. Une fois le
régime thermique permanent atteint, on effectue les mesures aux différents points de
charge (1/4,1/2,3/4,...). Pendant ce temps, la température n’a pas trop le temps de
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Grandeurs Point 1 Point 2 Point 3
Essai | Modéle Essai | Modéle Essai | Modéle
Vitesse (tr/min) 700,33 701,01 700,42
Couple(N.m) 751,0 1504,0 1880,0
Pu(kW) 55,078 110,409 137,895
Tension (V) 399 399 400
Courant(A) 84,80 | 85,56 175,40 | 184,58 | 229,30 | 264,81
Rendement (%) 96,56 | 97,07 96,88 96,25 96,05 93,67
cos 0,938 | 0,970 0,940 0,924 0,865 0,847
al”) 11,14 27,59 40,03
Pabs(kW) 57,040 | 56,739 | 113,960 | 114,707 | 143,570 | 147,219
Echauffement (°) 22,61 71,14 63,89 142,48

Tableau I1.9 — Comparaison entre modéle et essais pour la machine de 473,5 mm

changer, c’est pourquoi 'essai ne fournit que I’échauffement correspondant au point
nominal.

Par contre, le modéle calcule I’échauffement & partir des pertes de la machine, et ces
derniéres ne sont pas identiques lorsque la machine est & moitié de charge ou a charge
nominale.

II.5 Conclusion

Dans ce chapitre nous avons développé le modéle analytique multi physique (magné-
tique, électrique, thermique...) de la structure LSRPM. Le modéle a été ensuite validé
par comparaison aux essais expérimentaux réalisés sur 3 machines de taille différente, afin
de tester sa robustesse par rapport aux changements de la géométrie (diameétre extérieur,
polarité. .. ). De plus, les machines sélectionnées pour la validation tournent a des vitesses
différentes (750, 4500 et 7200 tr/min), ce qui a permis de tester le modéle sur différents
points de fonctionnement.

Les résultats obtenus avec le modéle analytique étant proches des résultats des essais
expérimentaux, nous avons donc conclus sur sa validité. Les écarts observés sur certaines
grandeurs ne dépassent pas quelques pourcents et peuvent s’expliquer par les hypothéses
(grandeurs sinusoidales, calcul des pertes fer, conductivité thermique de différents maté-
riaux. .. ) faites lors de I’établissement du modéle.

Notons que cette phase de modélisation s’inscrit dans une démarche d’optimisation.
Dans une telle démarche, la recherche d’un modéle robuste (valable pour plusieurs points
de fonctionnement) méme s’il n’est pas extrémement précis est préférable & un modéle
précis, mais peu robuste. Le modéle de dimensionnement de la machine LSRPM étant
validé, nous allons maintenant passer a l'optimisation de cette structure.
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Résumé

Ce chapitre est consacré a l’optimisation de la structure LSRPM dont le modéle analy-
tique a été établi et validé au chapitre précédent. Cette étude d’optimisation s’est faite
par étape et commence avec une présentation d’un environnement pour [’optimisation
appelé CADES. Ensuite, nous avangons les raisons qui ont motivé notre choiz de l’al-
gorithme d’optimisation. La phase d’optimisation proprement dite commence avec la
définition du cahier des charges. Tout d’abord, nous faisons une optimisation classique
de 8 machines différentes pour 2 fonctions objectifs différentes. Une analyse de l’op-
timalité dans le sens de Pareto a été faite afin d’étudier la possibilité d’améliorer le
rendement des machines en basse vitesse. Ensuite, nous avons appliqué notre métho-
dologie d’optimisation de gamme exposée au chapitre I a une série de machines de
diametre 300 mm. Toujours dans le cadre de cette étude, nous avons analysé la possi-
bilité de passer certaines machines de diamétre 300 en diamétre 240 en travaillant a
couple volumique constant.
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III.1 Introduction

Comme nous ’avions expliqué au chapitre I, savoir optimiser simultanément toute une
gamme de machine, suppose déja de savoir optimiser chaque machine prise isolément. C’est
pourquoi notre étude va commencer par une optimisation classique. Cette étude sera bien
entendu précédée par la définition du cahier des charges et devra répondre a la question

suivante :

e «Les choix industriels déja faits en termes de polarité et du nombre d’en-
coches par pole et par phase sont-ils judicieux 7» Actuellement, les machines
LSRPM sont pratiquement toutes en 8 poles et 72 encoches, sauf pour les machines
de diamétre 240mm qui ont la particularité d’étre en 6 poles pour 54 encoches. Donc,

toutes ces machines ont 3 encoches par pole et par phase.

Ensuite, nous appliquerons notre méthodologie d’optimisation de gammes & une série
des machines de diameétre 300 mm. Celle-ci devra quant a elle répondre aux questions :

e « A coit total équivalent des matiéres actives, est-il possible d’améliorer
les performances (rendement, facteur de puissance, couple massique...)
de nos machines».

e « A performances équivalentes ou meilleures, est-il possible de réduire le
colit total des matiéres actives».

2 types de performances doivent étre distinguées. Les performances de fonctionnement
(rendement, facteur de puissance...) et les performances technico-économiques (couple
massique, cotit et coit par N.m...). Nous reviendrons de fagon beaucoup plus explicite
sur les performances lors de la rédaction du cahier des charges et le choix de la fonction

objectif pour I'optimisation de gammes.

II1.2 Présentation d’un environnement pour 'optimisation :CADES

CADES est un outil développé par ’équipe MAGE du G2elab. 1l est dédié a I'opti-
misation sous contraintes et comprend 4 modules ayant chacun une spécificité. La figure
III.1 présente un synoptique de son fonctionnement.

—

Optimizer Post-Processor

Modeéle Generator —— Fichier .xm| —» P
Magnétique i %

Electrique 2 G —— Fichier .icar — —
Mécanique J

Thermique

|

Calculator

Fichier .sml W
a
g

FIGURE II1.1 — Hiérarchie des modules de CADES
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e «Le Component Generator»

La description d’un modéle sous CADFES commence toujours par ce module, il com-
prend le jeu d’équations écrit en langage sml (System Modeling Language). Ce
langage défini pour 'environnement CADFES permet de décrire des modéles analy-
tiques et semi-analytiques en vue de l'optimisation. Une fois exécuté, il génére un
fichier «.icar» utilisable par les modules «Calculatory et «Optimizer». Ce fichier est
en fait un composant logiciel contenant les équations du modéle compilées, ordon-
nancées et dérivées, il fournit ainsi les calculs des gradients. Les calculs des gradients
sont effectués soit formellement [71], soit par des approches de dérivation de code
[24], |27]. Toutes ces 2 méthodes permettent de disposer d’'un calcul de sensibilité
formellement exact du modéle.

i Compoenent Generator - 26.1 =] 1Bl |

File Toals Options Help

3056 & Qa| B & & declare + | ADOLeGeneratar v]
nmul=4. 0%pi*le-7: -

viscosite=1.89%1e-5;
cond_air=2.64%1e-2;
capa calo=1013.5;
entrefer | angle,emnin,emax, tl) =enint(emax-enin) *pow | angle, 2) /pow i t0,2) ;
BO (Temp_aim)=Br20*(1-coef demag®(Temp aim-20));
He{Temp_aim)=HcjZ0* (1-coef Hel* (Temp_aim-20))
flwe_aimiHaim)=2*% (BO(Temp_aim)*h_aim+(mua* (-Haim)*{l min aim+jeu*nmuai)*h_aim) /(1 _max_aim-1 nin aim+
0.0000001) *log( (1_max_aim+muai*jeu+0.0000001) /(1 _min_ aim+tmuai*®jeu))):

fluwx_fuiiHaim)=mu0*Hain*1 min aim/(2*ep_moyeu eff)*1.5%ap_int:
flux_fui_3D (Haim)=4"mnul0*Hain*h_aim*] min aim/pi*log{(pi*Diam_ales/poles+ap_int)/(1_min aim))/LEer;

mua=muai*mal;

LSRPM_base_avril,snif

rSystem oukput.

gensrating standard methods of the Core class

generating Compute Facet Class of the Icar =
generating fields of Compute Facet

generating constructor of Compute Facet

4| i | ]

FI1GURE II1.2 — Interface graphique du «Component Generatory de CADES avec saisie des
équations d’'un modéle de dimensionnement

C’est pourquoi, son interface utilisateur propose le choix entre 2 compilateurs (Ja-
vaGenerator, ADOLcGenerator). Le compilateur ADOLcGenerator utilise I'outil de
dérivation automatique ADOL-C pour évaluer de fagon exacte les gradients des
modéles, alors que le compilateur JavaGenerator utilise le calcul formel des dérivées.
Dans les versions utilisées au cours de la thése, ces 2 compilateurs différent au ni-
veau des fonctionnalités implémentées. Le compilateur ADOLcGenerator permet de
traiter aussi bien des variables scalaires que des variables vectorielles, alors que le
compilateur JavaGenerator ne peut traiter que des variables scalaires. De plus, la
composition des modeéles (connexion des variables de plusieurs modeéles de dimen-
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sionnement) ne peut se faire qu’avec le compilateur ADOLcGenerator [22]|. Dans le
cadre de notre étude, les 2 compilateurs seront utilisés.

«Le Component Calculatory»

Ce module permet de calculer les sorties du modéle & partir des valeurs de ses entrées.
Entre autres fonctions, il permet de faire une étude de sensibilité d’un paramétre de
sortie par rapport a un ou plusieurs paramétres d’entrée. Ce calcul de sensibilité
s’appuie sur le calcul de la matrice des dérivées partielles qui peut aussi étre affichée

figure II1.3.

 component o3 141 I T, e

File  Export Tools Help
Qutput Valug Unit
--omega 575.9586531581288 -
P_active 48362. 16650665005
—F_brute 3.03414715038372
P_reactive 11171.72556990493

P_utile
--pds

45660, 14744652143
55.17422097867075

--Pe_ma_tulasse

48.931290591223984

--Pa_ma_DemiDent

93.46369670252983

--Pe_ma_Denk

22.108144657406277

--Partes_Culasse

489.637012865571

-7.659E-4
0.064

--Perkes_Demi_Dent

173.2730184230952

--Partes_Dent

52.19564973420566

--Pertes_Fer_rotor

328.57572347096430

--Perkes_meca

--Pertes_fer_stator

Pertes_joules

745.1062810229319
852.9654991881083
775.3715564406192

|

—-phi 0.0024511319565711782

--phi_1D 0.0018086508895005943

--phi_1Q 0.001854336672915942

....Phi_aimanty M. 1A5A1 208774338967 =
Cutputs alpha Br20 h_aim h_dent 1_eff Ke Kh |_dent |_min_zim Lfer
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F1GURE II1.3 — Interface graphique du «Component Calculatory de CADES

«Le Component Optimizer»

C’est. dans ce module que se font les optimisations. L’utilisateur fait d’abord un
choix d’algorithme (déterministe, génétique ou une approche de Pareto. .. ). Ensuite,
il détermine les spécifications du cahier des charges en fixant les contraintes sur les
paramétres d’entrée et de sortie du probléme d’optimisation. Un paramétre pouvant
étre figé, libre ou contraint d’évoluer dans un intervalle. Enfin, il choisit la fonction
objectif figure I11.4.

«Le Component Post-processor»

Ce module permet d’obtenir des informations assez intéressantes sur le déroulement
d’une optimisation. On citera a titre d’exemple I'information sur I’évolution au cours
des itérations de tous les paramétres d’entrée et de sortie du probléme d’optimisation,
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File Optimization Tools Help File Optimization Tools Help
Optimizer | Input | Qutput | optimizer | Input | output |
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F1GURE II1.4 — Interface graphique du «Component Optimizery de CADES

figure I11.5(a). Ainsi, il est facile d’identifier les paramétres qui arrivent en butées
(supérieure ou inferieure), 'analyse de la fonction objectif permet également de savoir
si la précision requise est trop importante. Ce module offre aussi la possibilité de
voir I’évolution au cours des itérations du dispositif & dimensionner, moyennant la
programmation d’un composant géométrique sous JAV A, figure II1.5(b).
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(a) Evolution des parametres

(b) Composant graphique

FiGuRre II1.5 — Interface graphique du «Component Post Processory de CADES
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IT1.3 Choix de l’algorithme d’optimisation

Il existe 2 grandes familles d’algorithme d’optimisation. D’un coté les approches sto-
chastiques et heuristiques dont les plus connues sont les algorithmes génétiques. De 'autre
coté les approches déterministes parmi lesquelles figure les méthodes a base des gradients.
Ces 2 types d’algorithmes présentent chacun des avantages et des inconvénients (voir 1.1.d).

Dans le cadre de notre étude, nous avons opté pour une méthode déterministe & base
de gradient, la méthode SQP(Sequential Quadratic Programming) [55],[31]. Les algo-
rithmes de ce type sont particuliérement bien adaptés pour résoudre des problémes forte-
ment contraints de taille moyenne (plus de 1000 parameétres) pour des modéles non-linéaire
(objectif et /ou contraintes) [29]. De plus, les méthodes a base de gradient sont spécialement
intéressantes dans notre cas de figure pour les raisons suivantes.

e En cas de non convergence, (probléme mal posé, contrainte irréaliste. .. ), les al-
gorithmes & base de gradients permettent en quelques secondes de se rendre compte
de ce résultat grace notamment a leur rapidité de temps de réponse [72]. La figure
III.6 montre aussi que les paramétres évoluent de fagon continue au cours des ité-
rations avec une méthode de type gradient. Ce type d’évolution facilite amplement
le travail du concepteur, en effet, celui-ci peut aisément identifier les contraintes

contradictoires. Sur la figure I11.6, on s’apergoit que l'optimiseur ne peut pas satis-

|Légende: # Min # Max & Valeur

Induction dans le circuit magnétique (T)
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Figure 9-a. Algorithme SQP Figure 9-b. Hybride (Monte-Carlo+SQP)

F1GURE II1.6 — Evolution des paramétres d’un transformateur au cours des essais successifs
de 2 méthodes d’optimisation différentes pour un méme cahier des charges (source [47])

faire simultanément les contraintes sur I'induction magnétique et sur le diamétre du
transformateur, qui doivent tous deux atteindre une valeur fixe. Il faut donc relaxer
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une de 2 contraintes (soit ne plus en contraindre une, soit la contraindre dans un
intervalle). Sur la méme figure, on s’apercoit aussi que le nombre d’itérations est
plus important avec une méthode stochastique ou hybride. De plus, I’évolution de
paramétre n’est pas continue, ce qui ne facilite pas leur analyse.

e En cas de convergence, l'information fournie est tout autant utile, puisqu’elle nous
assure que notre probléme admet au moins un optimum. Cela signifie que le cahier
des charges est faisable (sans contraintes contradictoires).

II1.4 Deéfinition du cahier des charges

Les spécifications du cahier des charges ont été définies dans un contexte industriel
et tiennent compte de plusieurs contraintes d’ordre économique, concurrentielles et indus-
trielles. Pour rendre ce cahier des charges compréhensible nous le scinderons en plusieurs
sections.

I11.4.a Contraintes géométriques

La structure particuliere du rotor (entrefer progressif, aimants trapézoidaux) nous
oblige a analyser l'impact électromagnétique de ces facteurs, afin d’en déterminer l'in-
tervalle de variation acceptable.

e Progressivité de ’entrefer
L’entrefer géométrique est variable le long d’un poéle, cette variation est décrite par
la relation I1.7. Ainsi, il existe un entrefer minimal noté e,,;, que ’on observe dans la
position d de la machine et un entrefer maximal noté e,,,, observé dans la position
q, figure I11.7.

e—— ——

F1GURE III.7 — Variation d’entrefer le long d’un pole

La progressivité est le rapport entre e;q: €t emin. Nous Pavons fait varier de 1 a
5 avec un pas de 0,5 pour une machine ayant une progressivité de 2,5 a la base.
Chaque fois, nous avons defluxé la machine pour avoir toujours la méme tension
entre ses bornes.

La figure II1.8 montre que la progressivité impacte beaucoup plus le champ dans les
aimants, le donc risque de démagnétisation, que le flux fondamental directement lié
au couple massique. L’expérience industrielle a montré que les valeurs comprises entre
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F1GURE II1.8 — Evolution du champ dans les aimants et du Flux fondamental en fonction

de la progressivité

2 et 4 sont assez satisfaisantes pour garantir la sécurité des aimants, c¢’est pourquoi

ce parametre sera contraint entre 1,5 et 4.
Pente de décroissance des aimants

La pente de décroissance est donnée par la relation :

lmaz_aim —1

min__aim

pente =

haim

Pour un méme volume d’aimants, c’est a dire (Inaz aim +lmin aim)/2 constant, nous

avons fait varier la pente de 0 & 10 pour une machine ayant une pente de 4% a la

base.
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FiGure II1.9 — Evolution du champ dans les aimants

de la pente de décroissance des aimants

et du Flux fondamental en fonction

La figure II1.9 montre que le flux fondamental est trés peu sensible a la pente des
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aimants. Ceci est tout a fait normal, puisque le flux utile est essentiellement lié au
volume d’aimants, plus qu’a leur forme. Par contre, 'impact de la pente sur le champ
dans les aimants est trés significatif [64]. D’un point de vu électromagnétique, nous
contraindrons ce paramétre entre 4% et 5% afin de limiter les risques de démagnéti-
sation.
e Autres paramétres

Le diamétre extérieur sera figé de sorte & conserver le méme carter ou la méme
carcasse. Les autres paramétres seront soit libres soit contraints d’évoluer dans un
intervalle. Le dimensionnement des paramétres statoriques (largeur et hauteur des
dents, épaisseur de la culasse) est directement li¢ aux contraintes sur I’état de satura-
tion de la machine. Le tableau III.1 présente I’ensemble des contraintes géométriques
pour la structure de diamétre 300 mm.

’ Parameétre ‘ Type de contrainte Valeur
’ Stator
Doyt (mm) figé 300
hou (mm) figé 1
Louw (mm ﬁgé 2,9
hdent (mm) contraint [3; 40]
lgent(mm) contraint [3; 100]
Eculasse(mm) contraint [21; 100]
Dyjes(mm) libre
’ Rotor
Dertre(mm) fige 79,8
Emoyeu (MM) figé 19,3
Emin (M) contraint [1; 5]
Emaz(mm) contraint [1, 5€min; 4€min]
haim (mm) contraint [15; 100]
Imin_aim(mm) contraint [5; 15]

Tableau III.1 — Contraintes géométriques

IIT1.4.b Contraintes thermiques, magnétiques et d’alimentation

e L’induction dans les dents ne doit pas dépasser 2 T, afin de limiter les fuites.

e [’échauffement moyen du cuivre doit étre de 80 ° C' au maximum pour une tempéra-
ture ambiante de 40 ° C au point nominal en couple et en vitesse.

e La tension maximale entre phases (Upar) < 340 V| cette contrainte est lice a la
tension maximale du variateur (Upaz variatewr = 340 V7).

e Le courant efficace (Iff) sera libre dans un premier temps, nous verrons plus tard
les raisons qui nous aménerons a le contraindre.

e Le facteur de puissance (cosp) > 0, 85.

e Coiut/N.m < 1,5€/N.m, cette contrainte sera adaptée en fonction des machines
(fort ou faible couple).



66 I1I. Optimisation de gammes appliquée a la structure LSRPM

e Le rendement doit étre au minimum égal & celui du catalogue, nous analyserons aussi
la possibilité d’améliorer le rendement en visant la Norme IE3 [1].

ITI.4.c Données sur le coiit des matiéres actives

Les machines catalogues n’utilisent pas les mémes matériaux. En effet, la qualité des
toles stator change suivant la vitesse nominale du moteur. Nous serons nous mémes amenés
a tester plusieurs qualités de toles et d’aimants durant les optimisations. Il est tout a fait
logique que le lecteur ait a I'esprit les informations nécessaires sur les matériaux (Induction
rémanente, pertes massique, cofit. . . ) pour mieux comprendre les différents gains qui seront
présentés dans la suite de la thése. Malheureusement les informations liées aux coiits des
matiéres actives sont strictement confidentielles. Les tableaux II1.2,I11.3 contiennent les
colits des matiéres actives en valeur réduite. Donnée sous cette forme, la confidentialité
envers I'industriel est tout & fait respectée et une information utile est fournie aux lecteurs.
Pour les toles, la référence est la M400 — 50 et pour les aimants la référence est ’aimant
L30UHT d’Atlas Magnetics.

Toles | M235—35 | M270 — 50 | M330 — 50
Cout(p.u) | 1,5044 1,2832 1, 1150

Toéles | M400 — 50 | M600 — 65 | M800 — 65
Cott(p.u) | 1,0000 0,9292 0,9027

Tableau II1.2 — Cott des différentes toles

SOUHT
1,0000

40UHT
1, 3000

Aimants
Cott(p.u)

Tableau II1.3 — Cott des différents aimants

I11.4.d Complexité du cahier des charges

Au final, le modéle a 278 parameétres qui se repartissent en 77 paramétres d’entrée dont
36 sont contraints et 201 paramétres de sortie dont 49 sont contraints. Les 36 paramétres
contraints en entrée sont des paramétres de conception et portent sur la géométrie, le
bobinage, I’état magnétique de la machine . ...

Sur les 49 contraintes de sortie, 12 servent a résoudre le systéme d’équations implicites
I1.39. En effet, chaque équation du systéme est identifiée par un parameétre eq,, avec n entier
compris entre 1 et 12. Au cours des optimisations, les egq, sont forcés a 0. Les contraintes
restantes portent sur la conception (diameétre extérieur, tension entre bornes, rendement,
remplissage. . . )
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II1.5 Approche classique d’optimisation

Par approche classique d’optimisation nous entendons l'optimisation d’une machine
pour une application donnée. Mais, compte tenu de 'aspect gamme de notre étude, nous
ne pouvons pas généraliser les résultats uniquement avec une seule machine, ¢’est pourquoi
nous avons retenu 3 machines différentes dont les caractéristiques sont présentées dans le

tableau II1.4 pour réaliser ces optimisations.

Machine 1 | Machine 2 | Machine 3
Vitesse (tr/min) 750 3000 5500
Lfer (mm) 160 220 160
Pu (kW) 16,5 85 100
Couple (N.m) 210 271 174

Tableau II1.4 — Données sur les machines sélectionnées pour I'optimisation mono objectif

I11.5.a Optimisation mono objectif

IT11.5.a-i Maximisation du couple

Pour chaque machine, nous allons maximiser le couple sur ’arbre au point nominal.
La longueur de fer sera figée a la longueur de la machine catalogue, le courant quant a
lui pourra augmenter aussi longtemps que la contrainte sur 1’échauffement maximum du
cuivre sera respectée.

Notons que I'échauffement n’est pas le seul paramétre dimensionnant, en effet, le ren-
dement de la machine sera contraint entre le rendement de la structure initiale et 1. Ainsi,

toutes ces optimisations seront réalisées sans dégradation du rendement.

Le tableau II1.5 contient les résultats d’optimisation de nos 3 machines. Pour chaque
machine, nous distinguons 2 colonnes (Initiale et Optimisée).

e Initiale
Cette colonne contient les caractéristiques de la machine du catalogue. Le temps
indiqué sur la ligne “Temps” correspond & un temps de calcul et non un temps d’op-
timisation, car tous les paramétres géométriques sont figés. Ceci est valable aussi
bien pour l'algorithme SQP que pour I'algorithme génétique. Notons que les ité-
rations observées sont dues a la résolution du systéme d’équations im-
plicites. L’algorithme d’optimisation doit déterminer les ampéres-tours
(charge linéique) nécessaires pour fournir le couple nominal. En effet, le
courant d’alimentation du moteur est un parameétre de sortie qui dépends des entrées
(charge linéique, champ magnétique dans les aimants. .. ). Sur les figures I11.10(a) et
II1.10(b) on s’apergoit que I’évolution du courant est similaire & celle de la charge
linéique. La connaissance du courant permet a son tour de calculer les pertes Joule
de la machine, le rendement .. ..

e Optimisée
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F1cURrE II1.10 — Evolutions des quelques parameétres

Les résultats du tableau III.5 montrent qu’a volume équivalent (diamétre extérieur et
longueur de fer figée), il est possible de tirer plus de couple de nos machines. Ce qui se
traduit par un cott/N.m moins important et un plus fort couple massique. Ces résultats
pourraient nous satisfaire, cependant ils présentent certains inconvénients que nous allons
expliciter.

e Le cotlit présenté ne tient compte que des matiéres actives, il n’intégre pas l'as-
pect variateur. Or, les machines catalogues ont été dimensionnées avec le varia-
teur correspondant, et le courant nominal de chaque moteur, frole sensiblement
le courant maximal du variateur qui lui est associé, et pour certaines machines
Lominal = Imaz variateur- Une augmentation du courant, implique obligatoirement
I'usage d’un variateur de plus gros calibre. Le passage d’un variateur d’un certain ca-
libre & un variateur de calibre juste au dessus représente a peu prés une augmentation
de 20% du cott variateur. Ces optimisations conduisent donc & un ensemble (ma-
chine variateur) plus couteux. D’autant plus que les augmentations du courant
nous font passer & un calibre 3 fois au dessus du calibre initial.

e Le ratio couple/courant reste pratiquement inchangé (il diminue un peu pour la
machine 1, reste identique pour la machine 2 et augmente un tout petit peu pour la
machine 3).

C’est pourquoi ces optimisations ne présentent pas un grand intérét pour I'industriel,
surtout que les machines font partie d'un catalogue. Si un client veut une machine de
20 kW, il ne sert a rien de lui proposer une machine de 22,5 kW . Par contre, proposer une
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Machine 1 Machine 2 Machine 3
Initiale | Optimisée || Initiale | Optimisée | Initiale | Optimisée
’ Performances
P, (kW) 16,5 21,4 85,0 119,0 100,0 148,2
U (V) 366, 4 340,0 345,3 340,0 346,9 340,0
I(A) 37,0 50,1 162,4 227,5 187,8 275,0
n (%) 90,00 90, 00 96, 59 96, 59 95,79 96, 50
CoS 0,844 0,873 0,920 0,936 0,935 0,959
a(”) 18,37 20,79 24,89 19,53 24,15 18,72
—Hgim (EA/m) | 438,8 439, 6 437,9 448,7 416,4 439,9
AT(°C) 62,8 77,3 62,1 80,0 72,7 80,0
Couple(N.m) 210 273 271 379 174 257
’ Données technico-économique
Cout(€) 293, 3 334,4 406, 5 493,9 355,0 438,1
€/N.m 1,40 1,23 1,50 1,30 2,04 1,70
N.m/kg 2,61 3,38 2,52 3,51 2,26 3,23
N.m/A 5,68 5,45 1,67 1,67 0,92 0,94
Toles MB800 — 65 M400 — 50 M?235 — 35
Temps(s) 0,6 3,3 0,8 2,8 0,7 3,5
Itrations 9 23 9 26 9 30
Paramétres géométriques en mm
Dgjes 201,0 206, 6 201,0 218,6 201,0 225,6
haim 32,50 40,11 32,50 46,13 32,50 49,60
lmin_aim 5,33 6,00 5,33 6,00 5,33 6,00
ldent 4,114 4,892 4,114 4,783 4,114 4,930
Rdent 26,0 25,7 26,0 19,7 26,0 49,6
’ Algorithme génétique
Couple(N.m) 210 273 271 379 174 257
Temps(s) 10050, 9 2660, 8 7336, 8 2653, 8 5671,7 2671,4
Itrations 10356 7821 9578 7687 9243 7755

Tableau II1.5 — Optimisation 1 LSRPM - Maximisation du couple

machine de 20 kW qui consomme moins de matiéres actives est bien plus intéressant, aussi
bien pour le concepteur (moindre coiit) que pour le client (compacité, faible poids).

On notera aussi que 'algorithme génétique converge vers la méme solution que I’algo-
rithme SQP, ce qui est confortant. Néanmoins, il faut noter que le temps pour converger
passe de quelques secondes pour le SQP a plus de 40 minutes pour l'algorithme génétique.
Ces résultats montrent ’intérét que représente le couplage d’un modéle ana-
lytique avec un algorithme de type gradient. En effet, malgré la complexité
du modéle et le grand nombre de contraintes, le temps de convergence est
extrémement rapide.
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Enfin, les résultats du tableau I11.5 confirment notre affirmation, a savoir que les struc-
tures optimales obtenues différent selon les machines. Ces différences étant de I'ordre du
millimeétre, il est difficile de s’en apercevoir sur la figure II1.11.

(a) Structure de base (b) Structure optimale de la machine 1

FIGURE III.11 — Différentes structures
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Fi1Gure I11.12 — Evolution des quelques paramétres lors de 'optimisation de la machine 3

IT1.5.a-i1i Minimisation du cott des matiéres actives

Au couple nominal, nous allons chercher & minimiser le cotit des matiéres actives. Toutes
les contraintes du cahier des charges restent inchangées, & I'exception de la contrainte sur
le courant. Il sera contraint, la borne supérieure de l'intervalle de variation sera égale au
courant du catalogue.

Les résultats du tableau II1.6 montrent la possibilité de concevoir des machines aux
performances équivalentes a celles des machines catalogues, mais & un faible cotit des ma-
tiéres actives. Les gains réalisés sont principalement dus a la réduction de la longueur du
circuit magnétique des machines, réduction qui est de l'ordre de 20 mm pour les machines
de 16,5kW et de 85 kW, et de 40mm pour la machine de 100 kW . Notons que 'algorithme
se comporte différement suivant la puissance et la vitesse des machines.

e Pour la machine 1 : L’algorithme augmente la hauteur et la largeur des aimants

en conservant un alésage pratiquement identique (199, 8mm contre 201mm). L’aug-
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Machine 1 Machine 2 Machine 3
Initiale | Optimisée || Initiale | Optimisée || Initiale | Optimisée
’ Performances
P, (kW) 16,5 85,0 100, 0
U (V) 366, 4 340,0 345,3 340,0 346, 9 340,0
I(A) 37,0 37,0 162,4 162,4 187,8 187,8
n (%) 90, 00 90,07 96, 59 96, 59 95,79 95,79
CoS 0,844 0,907 0,920 0,934 0,935 0,958
a(”) 18,37 30,00 24,89 21,96 24,15 27,86
—Hgim (KA/m) | 438,8 431,0 437,9 452, 3 416,4 457, 3
AT(°C) 62,8 64,5 62,1 61,9 72,7 78,8
Couple(N.m) 210 271 174
’ Données technico-économique
Cout(€) 293,3 275,8 406, 5 389,5 355,0 298, 4
€/N.m 1,40 1,31 1,50 1,44 2,04 1,72
N.m/kg 2,61 3,03 2,52 2,76 2,26 2,89
N.m/A 5,68 5,68 1,67 1,67 0,92 0,92
Toles MB800 — 65 M400 — 50 M235 — 35
Ler (mm) 160 136,4 220 199,5 160 120
Temps(s) 0,6 2,1 0,8 2,4 0,7 3,2
’ Paramétres géométriques en mm
Dgjes 201,0 199, 8 201,0 205,0 201,0 217,5
haim 32,50 36,71 32,50 38,32 32,50 42,98
lmin_aim 5,33 6,00 5,33 5,214 5,33 5,734
ldent 4,114 5,219 4,114 4,803 4,114 5,248
hdent 26,0 29,1 26,0 24,8 26,0 19,82

Tableau II1.6 — Optimisation 2 LSRPM - Minimisation du coft

mentation de la largeur des dents permet d’éviter de le saturer. Notons que cette
machine a 8 poles et tourne a 750tr/min, sa fréquence électrique n’est pas donc éle-
vée. Les pertes Joule sont donc plus prépondérantes que les pertes fer. La réduction
de la longueur du circuit magnétique permet de réduire sensiblement la résistance

des conducteurs.

e Pour les machines 2 et 3 : L’algorithme s’autorise & augmenter ’alésage, ce qui

lui de capter plus de flux sous un poéle (& = BS). Pour adapter les entrefers, la
hauteur des aimants augmente aussi. Afin d’éviter de trop saturer les dents pour ne
pas consommer beaucoup de NI d’une part et de ne pas augmenter les pertes fer

d’autres part, 'algorithme augmente aussi la largeur des dents.

Notons que pour la derniére machine, nous avons la possibilité de dégrader la qualité
de toles. L’algorithme trouvera une autre structure optimale un peu plus longue que la

précédente.
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III.5.b Optimalité au sens de Pareto

Les machines auxquelles nous nous intéressons sont labélisées “high efficiency”, c’est
pourquoi l'analyse de la possibilité d’améliorer le rendement des machines est trés im-
portante, surtout en basse vitesse. Comme on le verra, les machines tournant a plus de
1500 tr/min répondent déja pour la plupart d’entre elles a la norme IE3 et IE4 [1].

La recherche d’un meilleur rendement ne va pas dans le méme sens que la fonction
objectif (minimisation du coiit), puisqu’'une des solutions et pas la moindre pour améliorer
le rendement d’une machine, c’est d’utiliser des matériaux (toles, aimants. .. ) de meilleure
qualité, ce qui entraine nécessairement des cotlits supplémentaires.

On est donc bien en présence d'un probléme multi objectif avec des objectifs contra-
dictoires, et la meilleure approche pour I'appréhender est de tracer des courbes de Pareto
du rendement en fonction du cotit des matiéres actives a isopuissance. C’est I'analyse du
front de Pareto qui permettra de juger de la nécessité ou pas d’améliorer le rendement.

Le couple massique sera contraint entre la valeur de la structure initiale et 10 N.m/kg
pour la simple raison qu’en basse vitesse, les pertes Joule sont prépondérantes par rapport
aux pertes fer. Sans cette contrainte, ’algorithme aura tendance a allonger la longueur du
circuit magnétique, ce qui se traduira par un surplus d’aimants, donc du flux inducteur.

Cette augmentation du flux permettra de restituer le couple nominal avec un courant
moins important. Ainsi, les structures du front de Pareto seront optimales au sens de
l'algorithme (puisqu’il aura convergé), mais pas au sens de la conception, parce que
les couples massiques seront désastreux.

0.935 T T T
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0.925

092 -

0.915F- -
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091fF--+
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270 280 290 300 310 320 330 340
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FiGURE III1.13 — Front de Pareto du rendement en fonction du cotit pour la machine de
16,5 kW
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La figure II1.13 donne 2 informations importantes. On peut remarquer qu’a cott équi-
valent, il est possible de fabriquer une machine avec un meilleur rendement. Le rendement
passe de 90, 00% pour la structure initiale représentée par le point, a 91, 76% pour la struc-
ture optimisée. L’autre possibilité est celle de conserver le méme rendement, mais pour un
colit matiéres moins important.

II1.5.c Libération du nombre d’encoches et de la polarité

Compte tenu de la nature discréte de ces 2 paramétres, nous avons préféré les fixer
a des valeurs industriellement et technologiquement réalistes. Les optimisations ont ainsi
été réalisées pour 4 polarités différentes. Pour chacune de ces polarités, une combinaison
a 2, puis a4 3 encoches par pole et par phase a été testée, figure I11.14. La démarche qui
consisterait & laisser ces paramétres libres dans une premiére optimisation, ensuite de les
fixer & des valeurs réalisables les plus proches des valeurs de la premiére optimisation a été
proscrite. En effet, certains auteurs [16] ont montré que cette démarche pouvait conduire
a4 un optimum tres éloigné de 'optimum que l'on pourrait penser global. Pour chaque
configuration, nous allons chercher & tirer le couple nominal & colit minimal. Le couple
d’une machine synchrone avec saillance et sans amortisseurs peut s’exprimer par :

poles

1
Couple = 3 Ul cosa + §(Lq — Lg)I%sin 20 (ITL.1)

La polarité de la machine influe non seulement sur sa fréquence, donc sur ses pertes
fer et son rendement, mais aussi sur la quantité d’aimants (flux inducteur) liée au couple.
C’est pourquoi le courant sera libre pour ces optimisations. Cependant, le rendement sera
contraint, la borne inferieure de 'intervalle sera fixée au rendement de la machine catalogue.
La longueur de fer évoluera entre 120mm et 320mm (longueur admissible pour les machines
de diameétre 300 mm).

Les résultats du tableau II1.7 montrent que :

e Toutes les structures permettent de restituer le couple nominal, & la vitesse nominale
avec le rendement minimal exigé, mais a des colits matiéres différents.

e Les structures a 12 poles conduisent a des cotits excessifs. On observe une augmen-
tation du coit de 13,56% pour la structure a 72 encoches et de 70,76% pour la
structure & 108 encoches. Cet accroissement de coiit est di & la quantité d’aimants
et au changement de la qualité des toles. En effet, la tole M 400 — 50 ne permet pas
d’obtenir le rendement souhaité a cause de la fréquence (300 H z contre 200 Hz pour
la structure de base).

e On observe aussi une augmentation du cotit matiéres pour les structures & 10 poles.
Accroissement de ordre de 5,85% pour la configuration a 2 encoches par pole et
par phase, et de 18,74% pour 'autre configuration. Il faut noter que le courant des
machines & 10 et & 12 poles est légérement moins important que celui de la machine
de référence (8 poles et 72 encoches).

e Les configurations & 6 podles ont le désavantage d’exiger un courant plus important
pour fournir le couple demandé. Ceci est tout a fait logique, le couple principal (lié
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Polarité 6 poles 8 poles 10 poles 12 poles
Encoche 36 | 54 18 | 72 60 | 90 72 | 108
’ Performances ‘
Couple(N.m) 271
P, (W) 85,0
U (V) 340,0
I(A) 181,0 | 180,0 | 165,4 | 162,6 || 156,4 | 154,7 || 154,6 | 151,4
n (%) 96, 59
cos ¢ 0,839 | 0,844 | 0,917 | 0,933 || 0,990 | 0,979 || 0,980 | 0,999
a(”) 30,00 | 30,00 || 22,63 | 21,81 || 18,03 | 16,87 || 14,13 | 12,26
—Heim (KA/m) || 356,7 | 406,5 || 405,7 | 452,4 || 457,8 | 495,9 || 511,4 | 616,2
AT(°C) 54,0 | 58,7 || 63,0 | 61,9 || 61,0 | 56,5 | 63,4 | 48,3
’ Données technico-économique
Coit(€) 420,7 | 395,6 || 380,2 | 389,5 || 412,3 | 462,5 || 442,3 | 665,1
€/N.m 1,55 | 1,46 | 1,41 | 1,44 | 1,52 | 1,70 || 1,63 | 2,46
N.m/kg 2,15 | 2,46 || 2,76 | 2,76 || 2,59 | 2,35 || 2,79 | 2,07
N.m/A 1,50 | 1,50 | 1,64 | 1,66 | 1,73 | 1,75 || 1,75 | 1,79
L e, (mm) 254,1 | 221,6 || 198,3 | 199,8 || 213,3 | 239,2 || 199,5 | 272,3
Toles M400 — 50 M300 — 50
Temps(s) 34 | 47 [ 40 | 26 | 24 | 20 | 32 [ 21

Tableau II1.7 — Optimisations pour différentes polarités et nombre d’encoches

aux aimants) dépend du flux inducteur et du courant, relation III.1. Or, ce flux
inducteur est lié au volume d’aimants (& grade équivalent), donc, une diminution de
la quantité d’aimants implique ipso facto une augmentation du courant.

[’analyse de toutes ces structures montre qu’a priori le choix industriel sur la polarité
(8 poles) a été bien fait. Par contre nous pouvons nous poser la question sur le nombre
d’encoches par pole et par phase, puisque la structure & 2 encoches par poéle et par phase
présente un cotit de 380, 2€ contre 389, 5<€ pour la structure & 3 encoches par poles et par

phase.

A ce stade, il n’est pas possible de trancher entre les 2 structures a 8 péles, d’autant
plus que leurs cotits matiéres sont proches. Une analyse fine de I'impact du nombre d’en-
coches sur les grandeurs telles que 'ondulation de couple, les harmoniques de couple et de

tension. . . est nécessaire. Elle permettra de faire le choix optimal.

I11.5.c-i Comparaison entre les structures a 48 et 72 encoches

Les simulations par éléments finis montrent que les ondulations de couple sont plus
importantes pour la structure a 48 encoches que pour la structure a 72 encoches. Cette ob-
servation est vrai aussi bien a vide qu’en charge, figures I11.16(a), I11.17(a). Ces ondulations

restent néanmoins inferieures a 5%.
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(a) 6 poles et 36 encoches

(d) 8 poles et 72 encoches

(e) 10 poles et 60 encoches (f) 10 poles et 90 encoches

Y

(g) 12 poles et 72 encoches (h) 12 poles et 108 encoches

F1cURE II1.14 — Machines optimales pour les différentes polarités

Sur la figure I11.16(b) qui présente le spectre du couple, on voit que les premiers harmo-
niques dominants (6 et 12) sont nettement plus importants pour la machine a 48 encoches
que pour la machine a 72 encoches.

A vide, le couple de détente est pratiquement nul pour la machine a 72 encoches, alors
que 'harmonique 12 est bien présent pour la structure a 48 encoches figure I111.17(b).

Ce résultat était prévisible, puisqu’on sait que la solution pour avoir une force magné-
tomotrice la plus sinusoidale possible est de repartir les conducteurs d’une bobine dans n

encoches voisines.
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(a) Machine a 48 encoches (b) Machine & 72 encoches

FI1GURE III.15 — Les structures a 8 poles
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F1GURE II1.16 — Ondulations de couple en charge des machines a 8 poles
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F1GURE III.17 — Couple de détente des machines a 8 poles
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On notera aussi que des structures a 48 encoches ont été développées chez I'industriel.

Elles ont été tout simplement abandonnées parce que les échauffements observés étaient

excessifs, ce qui représentait un risque pour les aimants.
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II1.6 Approche pour 'optimisation de gammes

Les optimisations menées jusqu’a maintenant ont conduit & des structures optimales
différentes. Pour des raisons exprimées dans le chapitre I, nous savons que toutes ces struc-
tures ne peuvent pas étre retenues dans la conception. La question est maintenant de savoir,
quelle est la meilleure structure a retenir ?

Par meilleure structure, nous entendons la structure qui restitue a cotit minimal les
performances de toutes les machines. Pour répondre a cette question, nous allons appli-
quer notre méthodologie d’optimisation de gammes & une série des machines de diamétre
300 mm. Le tableau III.8 présente les machines sélectionnées pour ’étude, ces machines
couvrent toute la plage de vitesse (de 750 & 5500 tr/min), différentes longueurs et puis-

Sallces.

| Vitesse (tr/min) || 750 | 900 | 1500 | 1800 [ 2400 | 3000 | 3600 | 4500 | 5500 |

’ Performances ‘
Couple (N.m) 210 | 265 | 159 | 371 398 207 | 239 | 170 174
P, (kW) 16,5 | 25,0 | 25,0 | 70,0 | 100,0 | 65,0 | 90,0 | 80,0 | 100,0
Lfer (mm) 160 | 200 | 120 | 260 300 160 | 220 | 140 160

Tableau II1.8 — Machines sélectionnées

L’optimisation de gammes pose en soit 2 problémes. Le premier est lié a la définition
du modéle global d’optimisation et le second & la définition du cahier des charges.

I1I.6.a Définition du modéle global d’optimisation

La logique voudrait que nous dupliquions n fois notre modéle initiale de dimension-
nement, si nous voulons optimiser n machines en paralléle. Hormis certains paramétres
comme le nombre d’encoches, la perméabilité de ’aimant, la résistivité du cuivre, les para-
métres géométriques du carter. . . que nous ne sommes pas obligés de dupliquer, une grande
majorité des parameétres doivent 1'étre.

Rappelons que le modéle initiale a 278 paramétres. Un simple calcul montre qu’un
modéle d’optimisation de 9 machines devrait contenir pas moins de 2000 paramétres, ce
qui est beaucoup. De plus, compte tenu de la taille de code de notre modéle initial, ’outil
CADES ne permet tout au plus qu’'une duplication.

Ainsi, pour obtenir un modeéle d’optimisation de plusieurs machines, nous avons ex-
ploité la possibilité qu’offre I'outil CADES de connecter les variables de plusieurs modéles
de dimensionnement, c’est ce qu'on appelle «la composition des modéles de dimen-
sionnement». Le modéle global ainsi obtenu est appelé «Composite» [22|. La figure
II1.18 présente les différentes connexions possible. La connexion entre les sorties n’est pas

possible puisque nous ne pouvons pas savoir a ’avance si ces 2 sorties sont ou seront égales.

La composition est trés utile lorsqu’on veut connecter plusieurs modéles de dimen-

sionnement ou lorsqu’on veut utiliser un seul modéle de dimensionnement sur plusieurs
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FI1GURE II1.18 — Différentes connexions de modéles

Sorties

=

scenarios. Pour créer le composite, il est nécessaire de suivre les étapes suivantes

e Importer un composant compilé : C’est le fichier “.icar” de notre modeéle de dimen-

sionnement

Identifier la liste d’entrées du composant : Cette liste peut étre récupérée a partir du
composant logiciel «Calculator» de CADES. La séquence d’entrée affichée par ce
composant logiciel est importante pour un appel cohérent du composant compilé.
Appeler le composant sur un point d’entrée : L’appel du composant dans le modéle
global se fait & travers la ligne de code «\N=Modele(input,...) ;». N est le nom de
la nouvelle structure contenant la liste de sorties du modeéle importé. Grace a cette
variable, il est possible d’accéder a toutes les sorties du modéle de base «Modele.icar».
Récupérer les sorties intéressantes, c’est généralement les sorties qui sont fixées ou
contraintes d’évoluer dans un intervalle. la syntaxe de récupération de sorties est
«Sortie=N.Sortiel». Sortiel est une sortie du composant importé (initial), et Sor-
tie le nom attribué a la variable Sortiel dans le composant composite.

I11.6.b Définition du cahier des charges pour 'optimisation de gammes

Comme tout probléme d’optimisation, le cahier des charges contient des parameétres

libres, des contraintes d’égalités et d’inégalités et une fonction objectif. Néanmoins, nous

avons jugé utile de le détailler afin de mieux expliciter la notion de «partage des com-

posants».

II1.6.b-i Les paramétres de fonctionnement

Ces paramétres sont liés au fonctionnement de chaque machine de la gamme. A ce titre,

ils ne peuvent pas étre commun & 2 machines différentes. Il s’agit notamment :

e Des paramétres de commande et d’alimentation, a savoir la tension entre phase (U),

le courant efficace dans le moteur (I.f¢), 'angle d’autopilotage (). ..

e De tous les paramétres liés aux performances des machines, a savoir le couple élec-

tromagnétique, le facteur de puissance, le rendement, 1’échauffement du cuivre, le



111.6. Approche pour l'optimisation de gammes 79

champ dans les aimants, le couple massique. ..

I11.6.b-ii Les paramétres commun a toutes les machines

Ces paramétres ne changent pas durant tout le processus d’optimisation. Il s’agit es-
sentiellement :

e Des parameétres liés au carter comme la longueur des ailettes (Lg;), la largeur moyenne
des ailettes (lmoy air), la hauteur des ailettes (hqi). . -

e Des caractéristiques physiques des matériaux. A ce titre nous citerons les différentes
conductivités thermiques, la résistivité du cuivre a 20 ° C, les propriétés thermo phy-
siques de l'air & la température ambiante (40° C)...

e Le diamétre de l'arbre (Dgyypre), le nombre d’encoches (Nbepc), le nombre de poles

(poles). ..

I11.6.b-iii Les paramétres de conception a partager

Il s’agit de tous les paramétres géométriques susceptibles de varier au cours du pro-

cessus d’optimisation. Parmi ces paramétres figurent la hauteur des aimants (hggy,) ainsi
que celle des dents statoriques (hgent), la largeur des aimants (lmin_qaim) et celle des dents
statoriques (lgents), ’épaisseur de la culasse statorique (ecyiasse), les différentes hauteurs
d’entrefer (€min €t €maz), le diametre d’alésage (Dges)- - -

Ces paramétres vont conditionner notre régle de partage des composants.
Rappelons que par composants nous sous entendons le stator et le rotor (c’est
a dire les piéces polaires et les aimants). Ces 3 composants sont liés entre eux, toute
modification effectuée sur 'un d’entre eux se répercute sur les autres.

Par exemple, une diminution de la hauteur des dents entraine une augmentation de
la taille du rotor a cause des différentes contraintes sur les entrefers. A contrario, une
augmentation de la hauteur des dents implique une réduction de la taille du rotor afin de
le loger. n machines seront susceptibles de partager une méme télerie si lors de la
phase précédente d’optimisation leurs téleries optimales sont proches en termes
des paramétres de conception. C’est pourquoi nous ferons une analyse des valeurs de ces
parameétres durant tout le processus d’optimisation et aprés chaque phase d’optimisation,
afin de déterminer les machines pour lesquelles les composants seront partagés. Dans notre
cas, le processus d’optimisation comprend 5 phases.

e Phase 0 :
Cette phase consiste a définir le cahier de charges de l'optimisation (contraintes,
fonction objectif. . . )

e Phase 1:
On calcule les performances catalogues de nos différentes machines. Pour gagner en
temps de calcul, nous utiliserons le modéle de base dans cette phase puisque les ma-
chines n’ont rien a partager. Cette phase est importante, en effet, la connaissance des
performances (de fonctionnement et technico-économiques) correspondant a la struc-
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ture de base permettra a la fin du processus d’optimisation de juger de la nécessité
d’optimiser la gamme ou non.

Phase 2 :

On optimise chaque machine indépendamment des autres. Dans cette phase, bien
que les machines n’ont toujours rien a partager, nous utiliserons le «composite»
par soucis de commodité d’analyse des différents parameétres de conception. Sur la
figure II1.19, on s’apercoit que l'on peut afficher les paramétres largeur de dents de
toutes les machines a la suite.

|L_sitl=ttes 0.38 0.38
|_ba=s_ailettes o, 0050 0.0050

|_haut_ailettes 0.0030

Ficure I11.19 — Affichage des paramétres dans le modéle composite

Notons aussi que c’est dans cette phase que les gains sont les plus importants, grace
notamment au grand nombre de degré de liberté. Cependant le cotit d’industrialisa-
tion est aussi élevé a cause de I'importance de la discrétisation de toles.

Phase 3 :

Dans cette phase, nous effectuons une comparaison des paramétres de conception

de structures optimales obtenues & la phase 2. Ainsi, les différentes largeurs des dents
(celle de la machine 1, de la machine 2...) seront comparées entre elles. Nous ferons
cette comparaisons sur tous les paramétres de conception (hauteur des aimants, lar-
geur des aimants. .. ). Les machines qui auront des toles assez proches vont partager
une méme tdlerie. Notons que c’est le concepteur qui décide (aprés analyse des struc-
tures optimales fournies par I’algorithme a la phase 2) quelles sont les machines qui
vont partager une méme tolerie. Ensuite on relance 'optimisation afin que ’algo-
rithme détermine la tolerie optimale & partager. Sur la figure I11.20, on peut voir que
les paramétres largeur de dents des machines 2, 4 et 6 n’apparaissent plus. En effet,
ils sont communs respectivement aves les machines 1, 3 et 5.

Phase 4 :

Cette phase est identique a la précédente, sauf que le partage se fera & partir des
structures obtenues a la phase 3. Cette phase sera répétée aussi longtemps que nous
n’aurons pas une tolerie unique pour toute la gamme.

La figure I11.21 permet de présenter de fagon concise tout notre processus d’optimisation

de gammes, qui commence par le calcul des performances catalogues de nos machines.
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L_aillettes 0.3 0.3
|_bas_ailettes |1“- 0050 01,0050

| haut ailettes ., 0030 {0, 0030

F1cure I11.20 — Affichage des paramétres dans le modéle composite

Définition du cahier des charges

Y
Calcul des performances avec
la tolerie initiale
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Optimisation de la tbélerie de

chaque machine séparement
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<
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Partage des composants pour
les téleries proches

Y

Optimisation de I'ensemble des
groupes (structures différentes)

NON
Nombre de groupe=17?

| Choix du meilleur compromis |

FI1GURE II1.21 — Processus d’optimisation de gammes

II1.6.b-iv  Définition de la fonction objectif pour optimisation de gammes

En début de ce chapitre, nous avions parlé de 2 types de performances (les performances
de fonctionnement et les performances technico-économiques). Dans le cadre d’une optimi-
sation classique (optimisation d’'une machine individuelle pour une application donnée), le
choix de la fonction objectif peut se faire soit au niveau des performances de fonctionnement
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(maximisation du rendement, maximisation du couple. .. ) soit au niveau des performances
technico-économiques (minimisation du cotit, minimisation de la masse. .. ).

En optimisation de gammes, I’optimalité est analysée au niveau de ’ensemble
et non au niveau des machines individuelles. Néanmoins, toutes les machines doivent
satisfaire au cahier des charges. Ainsi, il est beaucoup plus judicieux d’avoir une fonction
objectif (pondérée ou non) liée a une performance technico-économique qu’a une perfor-
mance de fonctionnement. Nous allons donc introduire un nouveau paramétre défini par la
relation II1.2.

n
cout gamme = Z Py.couty, (I11.2)
k=1

Py, représente le poids de chaque machine, dans notre cas, P, = 1.

L’algorithme pourra ainsi déterminer le colit minimal des matiéres actives nécessaires
a la conception de la gamme (ensemble des machines), tout en respectant les contraintes
au niveau des machines individuelles (parameétres ou performances de fonctionnement).

En d’autres termes, on peut aisément chercher a minimiser le cotit des matiéres actives
global en définissant un nouveau parameétre tout en mettant des contraintes sur les différents

paramétres de fonctionnement.

I11.6.c Application de la démarche d’optimisation de gammes

Le tableau II1.9 présente I’évolution des paramétres et des contraintes durant le pro-
cessus d’optimisation de gammes. La ligne “Autres” contient des paramétres figés en entrée
mais qui ne sont pas des paramétres de conception. Ce sont des constantes telles que
I'induction des aimants a 20 ° (B,20), le coefficient de décroissance de l'induction en fonc-
tion de la température (cof demag), les différents cotits des matiéres actives (priz__aim,
prixz_fer, prix__cuivre). ..

’ Nombre de toleries H 1 ‘ 3 ‘ 6 ‘ 9 ‘

’ Type de paramétres contraints en entrée ‘
Autres 169 | 169 | 169 169
Conception 212 | 230 | 257 284
Total 381 | 399 | 426 453

’ Type de paramétres contraints en sortie ‘
| | 251 [ 259 [270 | 28
|
|

3|
Nombre de paramétres total ‘
6|

| 632658696 | 73

Tableau II1.9 — Evolution des contraintes durant ’optimisation de gammes

Durant tout le processus, les machines seront optimisées au point nominal (couple et
vitesse). Le front de Pareto de la figure I111.22 qui résulte de 'application de notre démarche



111.6. Approche pour l'optimisation de gammes 83

d’optimisation de gammes montre que le choix optimal se situe & 3 toleries dans un diamétre

donné.

En effet, le passage de 1 tolerie a 3 toleries dans un diamétre s’accompagne d’un gain
assez significatif en termes de cott (6,09%), alors que le passage de 3 a 6 toleries n’apporte
pas un gain notable. Il faut noter que le coiit d’industrialisation augmente avec le nombre
des designs retenus pour un diamétre.

Toujours sur la méme figure, nous pouvons remarquer que la structure unique fi-
nale apporte un gain en cott de 4,02%. Pour notre cas de figure, la discrétisation
optimale est fonction de la vitesse des machines
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F1GURE I11.22 — Courbe de Pareto cotlit de la gamme en fonction du nombre de tolerie

Le figure I11.23 présente le facteur de puissance de nos différentes machines, sur cette

figure nous pouvons remarquer 2 choses :

e Les machines de 750, 1500 et 1800¢r/min ont un facteur de puissance initial inferieur
a 0,85. Apres les différentes optimisations, toutes les machines présentent un facteur
de puissance supérieur ou égal a 0, 85 peu importe la configuration (nombre de toleries
dans un diameétre).

e Cette courbe soutient 'affirmation selon laquelle 'optimum se situe a 3 designs, On
voit clairement que pour la plupart des machines, le facteur de puissance n’évolue
pratiquement pas avec 'augmentation du nombre de structures dans un diamétre.

Sur la figure I11.24 nous pouvons observer le rendement des machines. La aussi, on re-

marque que le rendement n’augmente pas avec le nombre de toleries dans un diamétre. Nous
pouvons aussi pousser notre analyse en observant la figure II1.25 qui présente 1’évolution
du couple massique moyen de nos machines. Ce couple massique est égal a la somme des
couples développés par nos machines (qui est constante), divisée par la somme de masses
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totales des matiéres actives.

Les ellipses en traits discontinus sur les figures 111.23 et I11.24 présentent le regroupe-
ment effectué lors du passage de 9 a 6 toleries. Les ellipses en traits continus quant a elles
illustrent le regroupement fait lors du passage de 6 a 3 toleries.
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Figure II1.25 — Couple massique moyen

Les figures I11.26(a) et I11.26(b) présentent la structure initiale et la structure optimisée
lorsque toutes les machines partagent le méme design. Il est difficile d’observer les diffé-
rences entre ces 2 structures parce qu’elles sont de l'ordre du millimétre. Notons que les
ailmants de la structure optimisée ont une hauteur et une largeur plus importante. Ce qui

permet de réduire longueur du circuit magnétique de la machine.

\\ // -
AN\ i (o
A \
f FQ\/ e \ \\ \ = f f— [/ ‘ \ \\ = l
=1 S O === = S S O W S —
(a) Structure initiale (b) Structure unique finale

F1GURE II1.26 — Structure de base et optimisée
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II1.6.d Validation de ’expérimentation de gammes

Cette validation s’est faite par comparaison entre les résultats d’optimisation obtenus
a partir du modéle analytique et les simulations numériques par éléments finis réalisées
sous FLU X . Ainsi, nous avons modélisé sous Flux les machines de 16,5 kW et de 65 kW
qui tournent respectivement & 750 tr/min et 3000 tr/min. Successivement, nous avons
calculé le couple électromagnétique, la tension entre phases, les spectres de ces 2 grandeurs,
I'induction dans le stator afin de vérifier I'état de saturation des machines et le champ
magnétique dans les aimants. Les figures I11.27 et II1.28 montrent que l'induction dans
les dents et la culasse est pratiquement identique entre la structure initiale et la structure
optimisée. On s’apercoit aussi sur les figures I11.29 et I111.30 que le champ dans les aimants
est largement inferieur a 650 kA/m pour les 2 structures, sauf dans une petite région
correspondant aux coins au niveau de I'entrefer.

La figure III1.31 qui présente ’évolution du couple électromagnétique confirme que la
structure optimisée permet de restituer le couple pour nos 2 machines. Sur la figure I11.32
on voit que les ondulations de couple de la structure optimisée sont du méme ordre que

celles de la structure initiale.

B (T) o
Z.

1. 1.%498

1. 1.865

1. 1.732

1. 1.599

1. 1.466
1. 1.333
1. 1.200

& .35EB4E-02

(a) Structure initiale (b) Structure unique finale

FIGURE II1.27 — Induction dans le stator en 7" pour la machine de 16,5 kW a 750 tr/min

La figure I11.33 présente les tensions composées des 2 machines, avec la structure initiale
et la structure optimisée. L’analyse spectrale de ces différentes tensions montre que la
structure optimisée n’a pas plus d’harmoniques que la structure initiale, figure II11.34.

Nous allons maintenant nous intéresser a 1’évolution des pertes fer et des pertes Joule
entre la structure initiale et la structure optimisée. En effet, les pertes dans les paliers
et les pertes aérauliques dépendent du diameétre extérieur, de la vitesse de rotation et
de la caractéristique du ventilateur. Or, tous ces paramétres sont figés. Les pertes fer
sont calculées & I'aide du module LS de FLUX alors que les pertes Joule sont calculées

analytiquement.
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(a) Structure initiale (b) Structure unique finale

FIGURE II1.28 — Induction dans le stator en T' pour la machine de 65 kW a 3000 tr/min

La structure optimisée présente plus des pertes fer que la structure initiale. Cependant,
les pertes Joule sont moins importantes pour cette structure, tableau II1.10. Cette dimi-
nution est due a la réduction de la longueur du circuit magnétique. Il faut noter que pour
la machine de 16,5 kW, les pertes Joule diminuent beaucoup plus que n’augmentent les
pertes fer, c’est ce qui justifie 'amélioration du rendement de cette machine.

| Machine | 16,5 kW a 750 tr/min | 65 KW a 3000 tr/min |

’ Structure H Initiale | Optimisée ‘ Ecart(%) H Initiale | Optimisée ‘ Ecart(%) ‘
Prer stator (W) 201,4 230, 7 14,55 763,0 839, 3 10,01
Pler rvotor W) || 4,43 481 8,60 52,67 56, 4 7.08
Pjoute (W) 1491, 9 1347,6 -9,67 1361,7 1317,3 —3,26

Tableau III1.10 — Les pertes dans les machines

Les gains en couple massique et en cotit par Newton métre réalisés sur des machines
de longueur 120 mm sont extrémement limités puisque la longueur de fer est déja en
butée minimale pour ces machines. De plus, certaines machines de longueur initiale égale &
140mm peuvent converger a des structures de longueur inferieur a 120mm. C’est pourquoi
nous avons décidé de baisser cette butée de 120 mm & 80 mm par exemple.

Il faut cependant noter qu’en dimensionnement des machines électriques, la longueur
du circuit magnétique doit étre en adéquation avec son diamétre extérieur. Les empilages
courts sont pénalisants & cause des effets 3D. Cependant, ils existent des machines extréme-
ment courtes qui ont une polarité importante (par exemple les machines «<PANCAKES» ).
Ces machines ont le réputation d’avoir un mauvais rendement. En général, lorsqu’on a des
contraintes en rendement, il est préférable d’avoir des structures en forme de saucisson tant
que les contraintes mécaniques (vitesse critique de flexion d’arbre. .. ) et thermique (pertes
de charge...) le permettent. C’est pourquoi nous avons analysé la possibilité de changer
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F1GURE I11.29 — Champ dans les aimants en A/m pour la machine de 16, 5kW a 750tr /min

le diameétre extérieur (de 300 & 240 mm) des machines de longueur inférieure ou égale a
160 mm.
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F1GURE II1.30 — Champ dans les aimants en A/m pour la machine de 65kW a 3000¢r/min
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Ficure II1.31 — Couple électromagnétique en N.m
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Fi1cure II1.32 — Spectre du couple électromagnétique en N.m

400 T T T T 400 T
Base Base
k- . % — s
300k ; Optimisée | | 3000 Optimiseée | |

100 1 100 -

Tension (V)
o
T
i
Tension (V)
o

-100 1 -100

=200 1 -200

-3007; 1 =300~

-400

. -400
0.02 0.025 0 1 2 3 4 5

i i i
0 0.005 0.01 0.015

6
Temps(s) Temps(s) X107
(a) Machine de 16,5 kW a 750 tr/min (b) Machine de 65 kW a 3000 ¢r/min

F1cURE II1.33 — Tension composée en V'
II1.6.e Changement du diamétre extérieur de 300 a 240 mm

Le changement de diamétre extérieur présente 2 intéréts majeurs. D’une part, la réduc-
tion du diamétre extérieur permet de diminuer la longueur des tétes des bobines (partie



111.6. Approche pour l'optimisation de gammes 91

400 T T T T T T 400 T T T T T T
350l I Optimisée | | 3501 I Optimisée | |
300 1 300}
250 E 250}
S B>
g 5
2 200 2 200
2 2
O @
= [
150+ 1501
100 100}
50 || E 501 I E
L ou

o

0 5 10 15 20 25 30 35 0 5 10 15 20 25 30 35
Rang des harmoniques Rang des harmoniques
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F1GURE II1.34 — Spectre de tension entre phases en V

non utile des conducteurs). En effet, la longueur des chignons dépend essentiellement du
diameétre extérieur de la machine. D’autre part, les fuites aux extrémités du rotor (effets
des bords) tendent aussi & diminuer lorsque la longueur de fer augmente.

En raisonnant par rapport au couple volumique et en nous servant de la loi empirique
[I1.3 nous pouvons déterminer les longueurs a prévoir pour nos nouvelles structures.

2

D
Lfer? :Dgxg Lferl (IHS)
ex

Ainsi, les machines de longueur 120, 140 et 160 mm en diamétre 300 mm feront res-
pectivement 187,5, 218,8 et 250 mm si elles sont réalisées dans une tolerie de diamétre
240 mm. Dans ce nouveau diamétre, la longueur maximale réalisable est fixée a 240 mm.
Il est donc impossible de faire passer les machines de longueur 160 mm dans ce nouveau
diamétre, & moins d’opter pour une des solutions suivantes :

e Augmenter le courant efficace, ce qui implique un calibre variateur important.

e Utiliser des aimants d’une qualité supérieure.

e Augmenter la taille (en hauteur et/ou en épaisseur) des aimants. C’est cette derniére
solution qui sera privilégiée.

La démarche sera appliquée aux machines de 1500, 3000 et 4500 ¢r/min qui font res-
pectivement 120, 160 et 140 mm de longueur en diamétre 300. Pour chaque machine nous
aurons 3 colonnes. Une colonne «Base» qui comprend les performances de la machine de
base en diamétre 300. Une seconde colonne «Optl» qui contient les performances de la
méme machine optimisée dans la télerie de diamétre 300. Une derniére colonne «Opt2»
qui présente les performances de la machine optimisée en diamétre 240.

Les résultats du tableau II1.11 montrent que les structures optimisées de diamétre 240
sont plus couteuses que les structures de diamétre 300. Ce surcotit est dit & I'augmenta-
tion du volume des aimants. En effet, 'aimant est la matiére active la plus couteuse, or
les résultats du tableau I11.12 montrent que les quantités d’aimants consommées (masse
aimants sur masse active totale) sont beaucoup plus importantes que pour les structures
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’ Vitesse (tr/min) ‘

|

1500 | 3000 | 4500
|

|
’ H Base ‘ Optl ‘ Opt2 H Base ‘ Optl ‘ Opt2 ‘ Base ‘ Optl ‘ Opt2 ‘

|

’ Performances

P, (kW) 25,0 65,0 80,0
U (V) 359,2 | 340,0 | 340,0 || 345,1 | 340,0 | 340,0 [| 345,0 | 340,0 | 340,0

I(A) 55,6 130,5 158,4
n (%) 93,55 | 93,55 | 93,55 || 96,07 | 96,07 | 96,07 | 95,62 | 95,62 | 95,64
cos ¢ 0,810 | 0,855 | 0,857 || 0,884 | 0,898 | 0,901 || 0,896 | 0,915 | 0,918
al”) 14,18 | 26,76 | 30,00 | 23,50 | 23,29 | 30,00 | 24,97 | 21,61 | 30,00
—Hyim (kA/m) || 418,1 | 431,4 | 391,6 || 439,2 | 456,1 | 361,9 || 433,3 | 453,7 | 323,5
AT(7) 61,7 | 58,5 | 54,2 || 67,2 | 66,2 | 63,7 || 80,8 | 79,5 | 80,0

Couple (N.m) 159 207 170

’ Données technico-économiques

Cout(€) 234,0 | 218,8 | 255,1 || 304,1 | 289,5 | 330,5 | 297,3 | 272,9 | 294,5
€/N.m 1,47 | 1,37 | 1,60 || 1,47 | 1,40 | 1,60 || 1,75 | 1,61 | 1,74
N.m/kg 2,61 | 2,62 | 2,55 || 2,59 | 2,82 | 2,75 | 2,45 | 2,72 | 2,95

N.m/A 2,86 1,59 1,07
Lfer (mm) 120 | 120 [197,5 || 160 | 146,6 | 240 || 140 | 123,2 | 1828

Fiabilité de ’ensemble aimants, moyeu et arbre ‘

Caronde (Mpa) 10,7 | 10,1 | 8,5 | 42,7 | 51,2 | 38,2 || 61,5 | 94,9 | 93,5
Carbre (Mpa) 14,4 | 14,4 | 37,4 | 18,7 | 18,7 | 48,6 || 15,3 | 15,3 | 39,9
Frentr (kN) 4,1 | 4,1 | 5,1 | 23,0 | 23,4 | 27,2 | 44,7 | 50,0 | 48,8

Tableau III.11 — Performances des machines initiales et optimisées en diametre 240 mm et
300 mm

en diameétre 300.

Cependant, on observe une amélioration du couple massique de la machine de 80 (kW)
tournant a 4500 (tr/min). Cette augmentation s’explique par le fait que la masse active
totale est moins importante pour cette machine en diamétre 240.

En ce qui concerne les pertes, nous pouvons dire que le bilan global reste inchangé
pour chaque machine, puisque le rendement est non seulement contraint, mais en plus il
est pratiquement identique & celui de la machine de référence. Seules leurs répartitions
changent. Les pertes Joule ont tendance & augmenter en diamétre 240 (la longueur des
conducteurs étant plus importante), alors que les pertes fer ont tendance a diminuer. Ceci
est tout a fait logique, puisqu’a vitesse constante, la diminution du nombre de poéles entraine
une réduction de la fréquence, donc des pertes fer.

D’autres optimisations ont été faites avec des aimants 40U HT qui ont une induction
rémanente de 1,24 T pour un cott supérieur de 30% par rapport aux aimants 30U HT.
Ces optimisations conduisent aussi a des cotits plus importants que ceux obtenus avec la
configuration de diamétre 300.

Ces différents résultats montrent qu’avec le cahier des charges actuel, le meilleur com-
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promis «cott, performances et fiabilité» est de conserver le diamétre extérieur actuel

(300 mm) des machines de longueur égale ou inferieure a 160 mm.

’ Vitesse (tr/min) ‘

1500

H

3000

4500

|

|
| H

Base ‘ Optl ‘ Opt2 H Base ‘ Optl ‘ Opt2 H Base ‘ Optl ‘ Opt2 ‘

|

Ratio masses/masse active totale en %

|

Mper et (kg) 80,03 | 83,51 | 82,71 || 81,63 | 83,14 | 83,71 | 80,96 | 84,37 | 84,24

Meimants (k) | 2,54 | 2,41 | 3,20 || 2,59 | 3,02 | 3,88 | 2,61 | 3,16 | 4,54

Mvire (kg) || 17,43 | 14,08 | 14,00 || 15,78 | 13,84 | 12,42 || 16,44 | 12,47 | 11,21
Ratio pertes/pertes totales %

Prneca (W) 8,48 | 8,26 | 6,20 | 12,66 | 12,30 | 8,98 || 24,25 | 23,32 | 17,92

Pioue (W) 75,49 | 75,87 | 78,04 || 51,19 | 49,41 | 60,47 || 36,99 | 41,82 | 56,16

Pper (W) 16,03 | 15,87 | 15,77 || 36,15 | 38,29 | 30,56 || 38,76 | 34,86 | 25,91

Tableau II1.12 — Ratio de différente masse des matiéres actives sur masse totale et ratio

des différentes pertes sur pertes totales

(a) Structure a 6 poles du diamétre 240

F1cURE II1.35 — Rotor a piéces polaires 6 et 8 poles

(b) Structure a 8 poles du diametre 300

Nous pourrions étre tentés de modifier la polarité des machines de diameétre 240mm en la

faisant passer de 6 & 8 comme pour les autres diameétres, mais les contraintes mécaniques ne

permettent pas cette solution. Les forces et les contraintes exercées sur la queue d’aronde

étaient tellement importantes qu’elles entrainaient sa déformation. Pour remédier a ce

probléme et rendre plus fiable I'ensemble (piéce polaire, aimants permanents, moyeu et

arbre), les concepteurs ont du enlever de la matiére, figure I11.35(a).

Augmenter le nombre de poles nécessite d’ajouter des queues d’aronde, ce qui se tra-

duit par une réduction de leur épaisseur actuelle et une baisse de fiabilité mécanique de

I’ensemble formé par le moyeu, 'arbre, les aimants et les piéces polaires.
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I11.7 Conclusion

Ce chapitre a porté sur 'optimisation d’une série des machines LSRPM (& bobinage
reparti) de diameétre 300 mm. Cette étude a commencé par une optimisation classique de
3 machines différentes (en puissance, en vitesse et en longueur de circuit magnétique). 2
fonctions objectif ont été testées, la maximisation du couple et la minimisation du cotit
des matiéres actives a puissance constante sans dégradation du rendement et du facteur de

puissance.

Bien que ces 2 fonctions objectif aient montré la possibilité d’améliorer le couple mas-
sique et le colit/N.m de nos machines, nous avons retenu la seconde fonction objectif au
détriment de la premiére. En effet, la maximisation du couple s’accompagne d’une aug-
mentation du courant nominal, donc du calibre variateur associé.

Ensuite, nous avons présenté de fagon beaucoup plus explicite notre démarche d’opti-
misation de gammes basée sur le partage des composants. Nous avons distingué différents
types de parameétres et avons montré qu’en optimisation de gammes, il est judicieux de
choisir une fonction objectif (pondérée ou non) liée & un paramétre (performance) technico-
économique (coiit, masse. .. ) qu’a un paramétre (performance) de fonctionnement (couple,
échauffement. .. ). En effet, optimalité est analysée au niveau de ’ensemble et non au
niveau des machines individuelles.

Cette approche d’optimisation de gammes permet d’optimiser une structure pour des
applications diverses. Elle présente un intérét pour les productions industrielles en grande
série ou le partage de composants «components sharing» s’impose. Dans notre cas,
elle a permis d’optimiser la(les) tolerie(s) pour des machines de méme diamétre extérieur,
mais de puissance différente. La courbe de Pareto du coiit moyen en fonction du nombre
de toleries dans un diameétre a montré que la discrétisation optimale se situe & 3 toles
différentes dans un diamétre. Cette observation a été confirmée par I’analyse de ’évolution
des différentes performances (rendement, facteur de puissance, couple massique. .. ) de nos
machines.

Dans le chapitre IV qui suit, nous allons nous pencher sur I’étude et le développement
d’un modéle de dimensionnement dédié a 'optimisation pour I’autre machine sujet de cette
thése, a savoir la structure HPM.
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Modéle de dimensionnement de la machine HPM en
vue de son optimisation
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Résumé

Dans ce chapitre nous allons présenter le modéle d’optimisation de la structure HPM.
Cette machine différe de la précédente (structure LSRPM) principalement par son
bobinage statorique. C’est pourquoi nous commencerons par présenter le principe du
bobinage sur dents ou bobinage concentré, ses avantages ainsi que ses inconvénients.
Ensuite nous présenterons la machine HPM qui sera étudiée dans ce chapitre. En effet,
il existe 2 types de structures HPM. La plus ancienne utilise un rotor a piéces polaires
comme la machine LSRM. La nouvelle emploie un rotor en monobloc, c’est cette nou-
velle structure que nous allons étudier dans ce chapitre. Enfin, nous terminerons par
le développement et la validation du modeéle d’optimisation semi analytique o base de
réseauxr des perméances. Notons que le développement du modéle d’optimisation se
fera en 2 étapes. Tout d’abord, nous validerons la topologie du réseau des réluctances
par comparaison avec des simulations numériques par €léments finis réalisées sous le
logiciel Flux. Ensuite, le modele de dimensionnement proprement dit sera validé par
comparaison avec des essais erpérimentaut.
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IV.1 Introduction

Les nouvelles applications des machines électriques (véhicules électriques et hybrides,
énergies renouvelables. .. ) exigent une forte compacité. Les ingénieurs électrotechniciens
ont donc été amenés a envisager d’autres types de bobinage. En effet, la longueur des tétes
de bobines est assez importante pour les machines & bobinage reparti. Ces tétes de bobines
occupent une place assez importante dans le carter des machines.

C’est dans cette optique que le bobinage concentré a été introduit. Le bobinage dentaire
permet de minimiser la longueur des chignons et de réduire considérablement la longueur
du carter. Avant de décrire le modéle de dimensionnement de la machine HPM, nous
commencerons par présenter le principe du bobinage sur dents puisqu’il est plus original
que le bobinage reparti.

IV.2 Le bobinage concentré ou bobinage sur dents

IV.2.a Principe, avantages, inconvénients et régles de design

Le bobinage concentré consiste & placer les conducteurs aller et retour d’une phase
directement autour d’une dent, figure IV.1. Ce type de bobinage permet de raccourcir
sensiblement la longueur des liaisons frontales, appelées communément tétes de bobines.
Ce raccourcissement des chignons présente 5 avantages majeurs :

Bobines  Masse rotorique

(a) HPM a piéces polaires (b) Principe du bobinage sur dents
FiGUure IV.1 — lllustration du bobinage concentré

e La réduction de la longueur des conducteurs, ce qui se traduit par une diminution
de la résistance des bobines, donc des pertes cuivre.

e La possibilité de faire des machines beaucoup plus compactes en réduisant la longueur
du carter (voir figure IV.1(a)).

e Le processus de fabrication est facilité, les bobines pouvant étre insérées directement

autour des dents.
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e La fiabilité est beaucoup plus grande, car il n y a aucun croisement entre les conduc-
teurs de 2 phases différentes.
e Moins de cuivre implique un cofit et une masse moins importants.

Néanmoins, les formes d’ondes de I'induction dans l'entrefer ainsi que de la force ma-
gnétomotrice générées par ce type de bobinage sont trés riches en harmoniques d’espace
[21], ce qui entraine une augmentation des pertes fer en charge. De plus, I'ouverture d’en-
coche étant non négligeable par rapport a la largeur des dents sur un pdle, les pertes par
pulsation & la surface du rotor sont considérables, surtout en fréquence élevée.

Dans [21], Pauteur a fait une étude systémique de ce type de bobinage et présente d’un
coté les configurations qui permettent d’éliminer les harmoniques pairs et de l'autre celles
qui ne permettent pas cette élimination. Il montre aussi que les structures & 2 faisceaux
(2 phases différentes) par encoche ont un plus fort couple massique que les structures a 1
faisceau par encoche. En effet, 'amplitude du fondamental de la force magnétomotrice est
plus élevée lorsque les conducteurs de 2 phases différentes passent dans une méme encoche
et sont enroulés dans le méme sens.

Les machines a bobinages concentrés ont aussi l'inconvénient d’avoir des ondulations
de couple importantes. Ce phénoméne est trés marqué pour les structures a 1/2 encoche
par pole et par phase. Le coefficient de bobinage du fondamental de ces structures est
faible (0,866), puisque les bobines ont une ouverture de 120 ° électrique. La solution pour
atténuer ou éventuellement éliminer les oscillations de couple consiste a opter pour des
combinaisons pour lesquelles le premier multiple commun entre le nombre de péles et le
nombre d’encoches est le plus élevé possible et qu’en méme temps, le plus grand diviseur
commun entre ces 2 nombres soit le plus petit possible [15], [45].

Ainsi, pour 12 encoches statorique, une structure a 10 poles présente moins d’ondula-
tions de couple qu’une structure a 8 poles. Le premier multiple commun entre 12 et 10 est
60 et le plus grand diviseur commun est 2, alors qu’entre 12 et 8 le premier multiple est 24
et le plus grand diviseur est 4. Notons aussi que le coefficient de bobinage du fondamental
de la structure & 10 poles est de 0,966 contre 0,866 pour la structure & 8 poles.

A la lecture de 2 précédents paragraphes, nous pouvons étre étonnés du choix industriel
actuel, puisque les structures HPM sont & 8 poles 12 encoches ou 12 pdles 18 encoches,
mais plusieurs raisons d’ordre techniques ont conforté I'industriel dans son choix. D’une
part, & vitesse nominale figée et & masse d’aimants équivalente, I'augmentation du nombre
des pdles entraine une augmentation de la fréquence. Or les pertes fer évoluent en fonction
du carré de la fréquence et c’est ce type des pertes qui sont les plus génantes dans les
structures HPM.

D’autre part, les études menées chez I'industriel ont montré que non seulement les pertes
dans les aimants étaient considérables pour la structure a 10 podles, alors que la structure a
8 poles présente des pertes quasi nulles dans les aimants. Le risque de démagnétisation des
aimants était aussi plus grand pour la structure & 10 poles & cause du champ trop élevé
dans les aimants.
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IV.2.b Présentation des structures HPM

La structure HPM est extrémement compacte, elle allie 'usage des aimants permanents
avec un bobinage a courts chignons. Ainsi, cette structure a été plus particuliérement dédiée
aux applications & vitesse élevée. Cependant, la premiére topologie de rotor (rotor a piéces
polaires voir la figure IV.2(b)) a montré une limite d’utilisation & 6000¢rs/min. Au dela de
cette vitesse, il a été observé des problémes de tenu mécanique des aimants. Le probléme
majeur était causé par la force centrifuge, qui rappelons le, évolue en fonction du carré
de la vitesse. C’est pourquoi, la limite d’utilisation de ce rotor est aujourd’hui fixée a
5500 trs/min, méme s'il existe un nombre assez limité de machine tournant a des vitesses
plus grandes.

Ainsi, un nouveau rotor en monobloc figure IV.2(a) a été développé, il a remplacé
I’ancien rotor a piéces polaires figure IV.2(b) dans les structures HPM de diameétre inferieur
a 250 mm. C’est a cette nouvelle structure que nous allons nous intéresser tout au long de

ce chapitre.

Pole NORD ret Pole SUD

Paguet de foles

(a) Monobloc (b) Structure a pieces polaires

FIGURE IV.2 — Les 2 rotors & concentration utilisé pour les machines HPM

Le monobloc permet de se passer du moyeu, cependant, la présence des ponts ma-
gnétiques matérialisés par des ellipses sur la figure IV.2(a) entraine une consommation
supérieure d’aimants. Notons au passage que les machines HPM en topologie monobloc
sont fermées, ce qui facilite énormément la mise au point d’un modéle thermique. En effet,
les phénomeénes de conduction thermique sont beaucoup plus faciles & modéliser que les
phénomeénes de convection thermique. Lorsqu’une machine est fermée, les phénomeénes de
convection se limitent aux ailettes du carter et & l'entrefer. Des corrélations existent et
permettent d’estimer le coefficient d’échange au niveau des ailettes et de I'entrefer. Par
contre, lorsqu’une machine est ouverte, ’air circule de partout, il faut au préalable dé-
terminer la nature des écoulements (laminaires, turbulents) avant de pouvoir estimer les
différents coefficients d’échanges. Dans ce cas, une étude analytique s’avére difficile voir im-
possible, et seule une modélisation numérique par éléments finis permet de bien modéliser

thermiquement la machine.
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IV.3 Présentation du modéle de conception

IV.3.a Approche par réseau des réluctances

Un modéle de dimensionnement destiné a 'optimisation doit satisfaire a 2 exigences.
Il doit permettre de calcul assez rapide et étre robuste par rapport aux changements de
la structure a dimensionner et de son point de fonctionnement. L’approche par réseau des
réluctances permet de réaliser des modéles de conception satisfaisant & ces 2 exigences, a
condition de bien construire la topologie du réseau et de bien estimer les réluctances [3].

Dans cette approche, la machine est décomposée en différents tubes de flux en faisant
une similitude entre le magnétique et I'électrique. Ainsi, les flux magnétiques sont équi-
valents aux sources de courants électriques, les réluctances aux résistances et les forces
magnétomotrices aux tensions [3]. Ces derniéres années, 'approche par réseau des réluc-
tances a beaucoup été utilisée dans de nombreux travaux portant sur le dimensionnement
et 'optimisation des machines électriques (3], [61], [37], [59], [5§]. ..

FIGURE IV.3 — Tube de flux (source [3])

La figure IV.3 présente un tube de flux délimité par des surfaces équipotentielles (S1
et S2) qui sont aux potentiels magnétiques V; et Vo. La reluctance équivalente a ce tube
de flux est donnée par la relation IV.1. Le flux magnétique est supposé uniforme tout le
long du tube.

Vo=V,

R=t (IV.1)

Les parties ferromagnétiques (dents, culasse stator...) sont modélisées par des réluc-
tances non linéaires et les parties correspondant a I’air sont représentées par des réluctances
linéaires [61]. Les réluctances des parties ferromagnétiques sont faciles a calculer par rap-
port aux réluctances des régions correspondant au vide, puisque le fer non saturé canalise
bien les lignes de champ.

L’approche par réseau de perméances est particuliérement bien adaptée pour le déve-
loppement d’un modéle de dimensionnement de la structure HPM. En effet, la particularité
du bobinage (bobinage concentré) de cette machine ne permet pas d’utiliser les hypothéses
simplificatrices (coefficient de carter, force magnétomotrice sinusoidale. . . ) que nous avions
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utilisé lors du développement du modéle de conception de la structure LSRPM (& bobinage
reparti).

IV.3.b Détermination de la topologie du réseau des perméances

Le réseau de réluctances sera réalisé sous RELUCTOOL. Cet outil développé au
G2Elab permet de simuler le comportement des structures modélisables par réseaux de
réluctances. Les composants de type réluctance (air, aimants, matériaux saturables...)
sont déja définis, reste a 'utilisateur d’en déterminer les caractéristiques.

e Magnétiques : Perméabilité relative, induction rémanente. . .
e Géométriques : Longueur du tube de flux, surface embrassée par le tube de flux. ..

L’autre intérét de cet outil réside dans sa capacité a fournir le gradient formellement
exact des flux issus des réseaux de réluctances en fonction de tous les paramétres. Ainsi,
il sera beaucoup plus facile de mener des optimisations complexes de type “optimisation
de gammes”, qui comprennent beaucoup de paramétres et de contraintes.

La machine sera modélisée dans des positions judicieusement choisies (axe d et axe
q). Dans ces positions et selon que la machine est a vide ou en charge, nous pouvons
successivement calculer la force électromotrice F, 'inductance synchrone d’axe direct Ly
et 'inductance synchrone d’axe en quadrature L,. La connaissance de ces 3 parametres
permet en général de déterminer les performances d’une machine a aimants.

Notons que la réalisation d’'un réseau de réluctances pour un dispositif donné suppose
de connaitre la maniére dont le flux magnétique circule dans ce dispositif. Nous allons donc
commencer par faire des simulations numériques par éléments finis sous Flux. Dans un
premier temps, ces simulations vont nous permettre de connaitre la fagcon dont circule le
flux dans nos machines. Dans un second temps, elles vont servir d’étalon et vont permettre
de caler et de valider notre topologie de réseau.

La machine retenue pour faire cette étude est un HPM a 8 poles de diamétre 200 mm
et de longueur 200 mm.

Lfer(mm) 200 Nbgents 12
Dgjes(mm) | 140,5 || Dege(mm) | 200
szl(mm) 2, 24 Nble 1
Uv) 340, 8 Nbgpires 30
Putile(kW) 43,8 Nbvoie// 4
n 94,1 cos ¢ 0,985
Ieff(A) 80, 1 Q(tr/min) 5500
Couple(N.m) | 76,1 poles 8

Tableau IV.1 — caractéristiques de la machine
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IV.3.c Simulations par éléments finis sous Flux
IV.3.c-i Modéle E

Par modéle E nous entendons la simulation qui permet de calculer la force électromotrice
a vide. Nous avons choisi la lettre «E» car souvent elle sert & nommer la force électromotrice.
La machine est modélisé dans I'axe d et aucune densité de courant n’est imposée au stator.
La figure IV.4 met en évidence la présence des fuites au niveau des ponts de saturation.

FiGURE IV .4 — Lignes de champ et fuites des ponts de saturation

IV.3.c-ii Modéles d et q

Les modéles d et ¢ sont des simulations qui permettent de déterminer les inductances
synchrones de la machine dans les axes d et . Pour I'inductance d’axe d, nous gardons
la méme modélisation que précédemment. Seulement, les aimants sont remplacés par un
matériau de perméabilité 1,05 et une densité de courant est imposée au stator. Pour le
calcul de I'inductance d’axe ¢, la simulation est identique a celle effectuée pour le calcul de
Ly, sauf que nous faisons tourner le rotor de 90 ° électrique.

Il nous faut maintenant calculer la densité de courant & imposer dans les simulations
Flux. En effet, nous devons travailler & ampére-tour équivalent si nous voulons faire une
comparaison adéquate entre les simulations par éléments finis et les simulations sous Reluc-
tool. Les relations IV.2, IV.3 et V.4 servent & déterminer cette densité de courant. Aprés
calcul, on trouve une densité de courant de 7,18 A/mm?.

DY,
Sectpop, = WTNbfz‘lespires (IV.2)
NIcréte = leff \/§Nbspires (IV3)
N[créte

(IV.4)

) =
mae S €Ctbob
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(a) Lignes de champ dans 'axe d (b) Lignes de champ dans l’axe ¢

F1cURrE IV.5 — Lignes de champ en charge

IV.3.c-iii Application numérique

Le calcul de F, Lg et L, passe par la détermination des flux crétes qui traversent chaque
région assimilée a un conducteur. Le tableau IV.2 présente les valeurs des différents flux,
et pour nos 3 configurations. Par convention, ®1p est le flux aller dans la phase 1 et ®1n
est le flux retour dans la méme phase.

’ H P1p ‘ Pin ‘ Pop ‘ Pon ‘ P3p P3N
Modele E || 2,33 | —2,33 | 0,0716 2,42 —-2,42 | —0,0716
Modeéle D || 1,52 | —1,52 | —0,0117 | 1,48 —1,48 0,0117

Modéle Q [ 1,01 | —1,01 | —1,00 [0,0332 ] —0,0332 | 1,00

Tableau IV.2 — Flux en mWb vu par les régions assimilées & des Conducteurs sous le logiciel
Flux

Dans le logiciel Flux, les flux calculés par phase ®1p, &1y, Pop...correspondent & des
projections orthogonales dans le diagramme vectoriel des flux a l'instant ¢ = 0 pour lequel
le Flux est maximal dans la phase 1. A cet instant, le flux entre les phases 1 et 2 est en
avance de 30 ° par rapport au flux dans la phase 1; son amplitude créte vaut :

b1p = \% [(®1p — P1n) — (P2p — Pon)] (IV.5)

Il faut au final diviser le flux de la relation IV.5 par v/3 pour obtenir le flux par phase.
Apreés calcul nous obtenons :

| @ (MWD) | @4 (mWD) | &4 (mWD) |
| 4,667 | 3,009 | 2033 |

Tableau IV.3 — Flux par phase pour nos 3 modéles
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Nous pouvons maintenant calculer E, X;I et X I grace a la relation de Boucherot en

faisant :
‘CI)€| Q poles Nbspires
E=doy 2008y (IV.6)
\/§ 60 2 Nbvoz'e_//
‘cI)d| Q poles Nbspires
XdId = —21— 4 (IV?)
\/5 60 2 Nbvoie_//
@ Q ! Nbs ires
Xglg = | 711’2 s ] . (IV.8)

s
\/i 60 2 Nbvoie_//

La multiplication par 4 tient du fait que nous avons représenté seulement le quart de la
machine. L’application numérique donne 228,22V pour F, 147,54V pour X 1 et 99,37V
pour X,I,.

IV.3.d Propositions de modéles par réseaux de réluctances et simula-
tions sous RELUCTOOL

Les 3 simulations par éléments finis montrent que les lignes de champ suivent le méme
chemin (a l'exception des fuites), figures IV.4, IV.5(a) et IV.5(b). Ils passent par la moitié
d’une dent, puis par la culasse et se reboucle par la dent compléte. On apercoit aussi la
présence des fuites d’encoches, figure IV.5.

La topologie du réseau de perméances de la machine HPM peut donc étre représentée

par le schéma de la figure I1V.6.

F1GURE IV.6 — Topologie du réseau de perméances de base de la machine HPM

E, et R, représentent la source d’ampére tours de l'aimant et sa réluctance. Ry, R,
Ry, Re, Ry, Ryp et Reoy sont les réluctances des dents, de la culasse, de la piéce polaire,
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de Dentrefer, des ponts (coté entrefer et arbre) et de la couronne. Ry enc est la réluctance
de fuites d’encoche.

Nous allons maintenant réaliser des réseaux des perméances qui représenteront la ma-
chine dans les 3 configurations. Le calcul analytique de F, Xgl; et X I, permettra de
verifier la validité du réseau par comparaison aux valeurs obtenues avec les simulations
Flux. Notons que les equiflux ont mis en évidence la présence d’une symétrie (voir les fi-
gures IV.4, IV.5(a) et IV.5(b)), donc pour nos réseaux des réluctances, nous n’aurons a
modéliser que la moitié de ces structures, soit 1 pole.

e Entrefer :
L’entrefer sera discrétisé en 10 intervalles sur la moitié d’un péle, figure IV.7. Cette
discrétisation permettra de tenir compte aussi bien de la progressivité du péle que
de l'ouverture d’encoche. Rappelons qu'une réluctance d’entrefer est donnée par la
relation IV.9 dans laquelle L et S représentent respectivement la longueur du tube
de flux et la surface embrasée par ce méme tube de flux.

=y ’/[ \
Ve Zone 1 - 7?}'77\;
& ; e ot I I I I O I B

FIGURE IV.7 — Discrétisation de 'entrefer

L
R, = V.9
ent ,UOS ( )
La progressivité sera décrite par la méme loi parabolique que nous avions utilisé pour

la structure LSRPM.
92

0%

2 zones différentes seront considérées. La premiére comprendra la moitié d’une dent

ent(0) = entpmin + (entmar — €ntimin)

(IV.10)

et une encoche compléte. La seconde quant a elle comprendra une dent compléte et
une demie encoche, figure IV.7.
Le demi arc polaire s’exprime par :

< T Loy aim) poles 180
o = . =

poles B Des 2 7

(IV.11)

La demie largeur angulaire d'un aimant est donnée par :

langimiiaim =90" —tp (IV12)
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La largeur angulaire de la moitié¢ d'une dent est donnée par :

T lgent \ poles 180
01 = - — IV.13
! <p0l65 Dales> 2 ™ ( )
lang_mi_dent =90" — 91 (IV14)

Ces 2 paramétres permettent de calculer la largeur angulaire de I'ouverture d’encoche

qui s’exprime par :
lang_ouv =90" — langimiident - lang_mi_aim (IV15)

— Zone 1 :
Cette partie comprend la moitié d’une dent et une encoche compléte. La moitié de
la dent sera discrétisée en 4 et I'ouverture d’encoche en 6, avec :

lang_mi_dent

deltam; dent = 1 (IV.16)
l
deltagyy, = % (IV.17)
Les sections se calculent par :

l L

Sent_sous_mi_dent = dznt 12”61" (IV18)
l

Sent_sous_ouv = %Lfer (IVlg)

— Zone 2 :
Cette partie comprend une dent compléte et la moitié d’une encoche. Sans trop
entrer dans les détails, puisque la logique de calcul reste identique a celle utilisée
précédemment, on notera tout simplement que la dent sera discrétisée en 6 et la
demi-ouverture d’encoche en 4.

La hauteur d’entrefer vaudra ent() pour les réluctances d’entrefer en face de la dent

et ent(f) + penc pour les réluctances en face de I'encoche, avec :
Pene = hdent + Rist + Nouw (IV.QO)

Penc est la profondeur d’encoche IV.8.

FIGURE IV.8 — Profondeur d’encoche
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e Culasse :

Dans le modéle analytique, le fond d’encoche sera considéré comme étant circulaire.
La réluctance de la culasse sera calculée & partir du rayon moyen, avec :

Dext — €culasse (IV 21)

Rmi_culasse = 9

La hauteur du tube de flux a travers la culasse se calcule par :

I 27rRmi_culasse
culasse —
Nbdents

La réluctance de la culasse peut alors étre déterminée aisément par la relation :

(IV.22)

l
§Rculasse - gulasse (IV23)
Hofbr L fer€culasse
Dents :
La réluctance de la dent peut étre déterminée par la relation :
penc
Rient = ————— 1V.24
- MOMTLferldent ( )

Pour la demi-dent, il suffira de diviser la surface embrassée par le flux par 2, ce qui
reviendra & multiplier Rge,,r par 2. Notons aussi que nous avons décidé de négliger
I'isthme destiné & loger la cale de fermeture d’encoche, en considérant la dent comme
étant de section homogéne sur toute sa hauteur. En effet, la largeur de cet isthme est
négligeable devant la largeur des dents. Sa prise en compte aurait alourdi le modéle
en introduisant plusieurs réluctances supplémentaires, sans pour autant ’améliorer
de facon sensible.

e Poles :

Le calcul de cette réluctance se fait de maniére assez empirique. Il commence par
la détermination de ’arc polaire moyen d’un poéle, en faisant la moyenne entre I'arc
polaire extérieur au niveau de l'entrefer et I’arc polaire intérieur au niveau de I'arbre.
Cette réluctance est donnée par :

aTcpolaire_moyen

Roppfe = —— 2 V.25
vl ﬂONrSaim ( )

L’usage de la section utile de I'aimant Sg;,, pour le calcul de cette réluctance s’ex-
plique par le fait que, la hauteur minimale d’un péle ne peut pas étre inferieure a la
hauteur d’un aimant.

Les fuites des ponts magnétiques :

Le flux des fuites est constitué de 2 parties. Le flux nécessaire a la saturation du pont
D, et le flux qui apparait dans le pont aprés saturation ®,. La réluctance du pont
coté entrefer est donnée par :

lminiaim

HOMr€Ppont haut Lf€7’

§Rpont_habut = (IV26)

En réalité nous devrions avoir au numérateur de la relation IV.26, une hauteur de
tube flux beaucoup plus importante, afin de tenir compte des arrondis des lignes

IV.9(a).

lminiaim + lcourbure (IV27)
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Au dénominateur, la surface devrait elle aussi étre plus importante que I’épaisseur du
pont, car aprés la saturation, certaines lignes décrivent une trajectoire plus impor-
tante dans Pentrefer, figure IV.9(a). D’aprés [37], une augmentation de ’épaisseur
du pont d’une épaisseur égale a la moitié de 'entrefer permet d’avoir une bonne
estimation. Ce qui conduirait dans notre cas a :

ent
<eppont_haut + ;ax) Lfer (IV28)

La détermination de la longueur des arrondis n’étant pas aisée, nous avons décidé
de le négliger. Du coup, nous avons aussi décidé de ne pas augmenter I’épaisseur du

pont.

€Ppont_bas :

(a) Fuites coté entrefer (b) Fuites coté arbre

FiGurE 1V.9 — Fuites dues aux ponts

Coté arbre nous aurons 3 réluctances en série, figures IV.6, IV.9(b). Elles sont calcu-

lées par :
h
§Rpontbas = pont_bas (IV29)
NO,UJreppont_baster
l .
§Rcouranne = mar o (IV30)
oy epcouronneL fer
La réluctance totale vaut alors :
§R1507fale - 2§Rp@ntbas + chouronne (Ivgl)

e Les fuites d’encoche :

On fait 'hypothése que les fuites d’encoche agissent sur toute la hauteur de la dent.
Afin de mieux suivre ces fuites, nous avons discrétisé la reluctance correspondante
en 3. La premiére est placée en bas, la seconde au milieu et la derniére en haut
d’encoche. Ces 3 reluctances sont calculés par la relation IV.32

lmoyienc

NOLferpenc
3

(IV.32)

§Rfuiteﬁencoche =
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FIGURE IV.10 — Réseau de réluctances de la machine a vide
IV.3.d-i Modéle E sous Reluctool

Le calcul de &, se fait par sommation du flux qui traverse les 10 réluctances en paralléle.

10
¢, =2 Z fluxR_ai’r_i (IV33)
i=1

La multiplication par 2 permet de prendre en compte la contribution du second aimant qui
alimente ’autre moitié du pole. En effet ce réseau de réluctances, comme tous les autres qui
vont suivre, sont réalisés sur la moitié des structures des figures IV.4, IV.5(a) et IV.5(b).
Les calculs conduisent & une valeur de 4,763 mWb, sensiblement proche de 4,670 mWb

trouvé avec Flux.

La connaissance du flux permet de déterminer la force électromotrice a travers la rela-
tion :

‘(Pe‘ 27['2 pOl@S Nbspz"/‘es

Nbdents S phase 377 (IV34)
\/i 60 2 =P Nb'uoie_//

Avec la simulation FLUX, nous avions multiplié par 4 I’expression de la Fem, parce que
nous avions travaillé sur le quart de la géométrie. Or le flux que nous venons de calculer
avec le modéle sous RELUCTOOL ne tient compte que de la contribution de 2 aimants,
soit le quart de la géométrie aussi. C’est pourquoi, nous le multiplions par le nombre de
dents en série par phase qui vaut 4, car nous avons 12 dents pour 3 phases.

On trouve une force électromotrice de 232,69 V' contre 228,22 V pour la simulation
FLUX, soit un écart de 1,96% ce qui est trés satisfaisant. Le modéle que nous développons
est destiné a 'optimisation, c’est pourquoi nous avons décidé de tester la robustesse de
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ce réseau en faisant varier I'induction rémanente des aimants de 0,27 a 2,5 7. La figure
IV.11 montre que les résultats obtenus avec les 2 simulations sont sensiblement proches sur
toute la plage. Notons aussi qu’au dela de 1,8 7" d’induction rémanente, I'induction dans
les dents dépasse 2T figure IV.12.

350

- —%— Flux2D
—%— Reluctool

300

250

200

Fém (V)

100

50

0 i i i i i
0 0.5 1 15 2 25 3

Induction rémanente de I'aimant(T)

FIGURE IV.11 — Evolution de la Fém en fonction de Br

25

—#*— Bas de dent
- —%— Milieu de dent
-+ Haut de dent A XK

15

Induction dans la dent(T)

0.5

0 i i i i i
0 0.5 1 15 2 25 3

Induction rémanente de I'aimant(T)

FIGURE IV.12 — Evolution de l'induction dans la dent en fonction de Br

IV.3.d-ii Modéle d sous Reluctool

La figure IV.13 présente le réseau de réluctances de la machine en charge dans l'axe d.
[’aimant est remplacé par une réluctance linéaire de perméabilité proche de I'unité. Cette

réluctance a exactement les mémes dimensions géométriques que I'aimant et son expression
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est donnée par la relation IV.35.

lmo aim
Ry 1,05 = ——= (IV.35)

H1,05 Saim

.
ﬁculasse

Rfuite_encoche

IS

Rpont_haut

{7 —— T —
Rpole Rmu_1,05 Rpote

/bl 7 bl
Rpont_bas Rcouronne

FI1GURE IV.13 — Réseau de réluctances de la machine en charge dans 'axe d

La source d’ampére tours est donnée par :

Nbs,,; 3
NI=2 =P | | ZT14e IV.
<Nbvoie_//> (2 > ( V36)

e La multiplication par 2, tient du fait que nous avons 2 phases dans une encoche.

e La multiplication par 3/2 provient de la répartition des courants dans la machine. La
machine étant triphasée et équilibrée, la somme instantanée des courants des 3 phases
est toujours égale & 0. Si Ippase 1 = Imaz; alors Ippase 2 = Iphase 3 = —Imax/2-

Par convention P1A (phase 1 aller) est compté positif et P1R (phase 1 retour) est
compté négatif. Ainsi, si P1A = I, alors P2A = P3A = —1/2. Donc, P1R = —1I et
P2A = P3A =1/2, d’ou la répartition de la figure IV.14.
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P2A P2R|P1A P1R|P3A P3R

-1/2 72 | 1 -2 172

FiGURE IV.14 — Répartition du courant dans les encoches de la machine

Le calcul de X414 passe par celui de &4 qui s’obtient de la méme maniére que P..

10
Dy =2 Z fluxRiai'rii (IV37)
=1
P Q2 l Nbs ires
X1, — [Bdly 2 poles P (IV.38)

Nb Nbyore 1
V2 a0 2 s Sphese g )

L’application numérique conduit a 3, 142 mWb pour ®,4 et 153,55V pour le produit X 1,.
Rappelons qu’avec les éléments finis nous avions trouvé 3,019 mWb pour &4 et 147,54 V
pour le produit X4I;. On observe donc un écart de 4,07%, ce qui est trés satisfaisant. Tout
comme pour le modéle E, nous avons testé la robustesse du modéle D en faisant varier
cette fois ci le courant. La figure IV.15 montre que les résultats obtenus avec Reluctool
sont proches des résultats que fournit FLUX sur toute la plage de variation du courant.

300

T
- —x— " Flux2D
—*— Reluctool

250

100

50

0 50 100 150 200
Courant efficace de I'induit (A)

F1GURE IV.15 — Evolution de X414 en fonction de I.f f

IV.3.d-iii Modéle g sous Reluctool

Le modéle Q ne difféere du modéle D que part 'absence du matériau de perméabilité
1,05. Ce modeéle est réalisé dans ’axe q, c’est a dire a 90 ° électrique de 'axe d. En d’autres
termes, le flux de la réaction d’induit est en quadrature avec le flux des aimants (inducteur).
Le calcul du produit X/, donne 114,05V contre 99,37V pour la simulation Flux, soit un
écart de 14,78%. Cette surestimation de la réactance synchrone d’axe ¢ aura un impact
direct sur le calcul du facteur de puissance.
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FIGURE IV.16 — Evolution de X I, en fonction de I.f f

IV.4 Modéle dq de dimensionnement

Les modéles présentés précédemment n’ont servi qu’a valider la topologie du réseau des

réluctances, nous allons maintenant établir le modéle de dimensionnement du HPM dans le

repére de PARK. Nous avons opté pour la transformation qui conserve les amplitudes des

vecteurs, puisque notre modéle est dédié au dimensionnement. Nous pourrons ainsi mettre

une contrainte sur ’amplitude maximale de I'induction dans les dents.

Ce modéle sera composé du couplage de nos 3 sous-modéles. Un premier modéle a vide

dans l'axe d permettra de déterminer la force électromotrice, un second modeéle en charge

dans I’axe d et un dernier modéle en charge dans ’axe ¢q. Notons qu’une légére modification

est introduite pour le modéle d, elle consiste a insérer ’aimant. Nous pouvons donc écrire :

e Pour F :
[Yaimant)dgo = Vaimant
e Pour L, :
Yq = Lalg + [Yaimant)dgo
I; = Ieff\@sin(oz)
e Pour L, :

Vg = Lqlq
Iy = I.s 2 cos(a)

Nbgy; 3 4
NI), =29 | __—_-spres =1, ) =k,
(N1)q <Nb_voz'e_//> <2 q) ot

(IV.39)

(IV..40)
(IV.41)

(IV.42)

(IV.43)
(IV.44)

(IV.45)
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La multiplication par 4/m résulte de la décomposition en série de Fourier de 'onde de
référence qui est un créneau et k.1 est le coefficient de raccourcissement du fondamental.

Avec k1 = sin (6%) (IV.46)

Pour nous, § vaut 2/3 car nous avons 12 dents et 8 poles.

IV.4.a Calcul électromagnétique
IV.4.a-i Couple et puissance

Le couple utile se calcule par la relation :

3 poles
Cutile = 5 2

(deq - qud) (IV'47)

La multiplication par 3/2 tient du fait que nous avons utilisé la transformation de PARK
qui conserve 'amplitude des vecteurs. La connaissance du couple utile permet d’obtenir la
puissance utile en faisant le produit du couple utile par la vitesse de la machine exprimée
en (rad.s™') :

Putile = utileQ (IV48)

La puissance réactive et la puissance active s’obtiennent par les relations :

3 poles
Practive = ip 2 (ded + quq> Q (IV49)

Pactive = Putite + Pfer + Pjoules + Preca (IV5O)

IV.4.a-ii Facteur de puissance et rendement

Le facteur de puissance et le rendement se calculent par :

Cos @ = Factive (IV.51)
\/ actwe Tactwe
utlle
= — IV.52
g Pactive ( )

Notons que le facteur de puissance peut étre approximé par :

cosyp = Lutite (IV.53)

\/ utzle Tactive

IV.4.a-iii Les pertes

e Les pertes joules :
Elles se calculent par la relation traditionnelle 3R ;quql ezf Iz dans laquelle la résistance
Rohaug tient compte aussi bien de 'effet de peau que de leffet de proximité.
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e Les pertes mécaniques :

Nous ne nous attarderons pas sur ces pertes puisqu’elles sont calculées exactement de
la méme maniére que pour la machine a bobinage reparti (LSRPM), relations I1.32 et
I1.33. Rappelons néanmoins que ces pertes sont composées des pertes paliers et des
pertes aérauliques. Pour les pertes aérauliques, seule change la caractéristique débit
en fonction de la vitesse des ventilateurs, puisque ces derniers sont différents.
Les pertes fer :
Les machines HPM ont un contenu harmonique plus riche que les machines LSRPM.
C’est pourquoi ces machines ont des pertes fer beaucoup plus importantes. De plus,
I'ouverture d’encoche de ces machines étant non négligeable par rapport a la largeur
des dents, les pertes de surface au niveau du rotor sont non négligeables, surtout a
haute vitesse. D’ou la nécessité d’intégrer les pertes fer rotorique pour le calcul du
rendement et de la thermique.
— Pertes fer stator :

Elles sont calculées par la relation de BERTOTTI [19], [61], [7] :

3
Pmyer stator = Kh * B2 « freq+ kex B2, x freq® + Ke x B2 « freq% (IV.54)

Pmyer stator €st la puissance perdue par unité de masse. Le premier terme de la
relation IV.54 correspond aux pertes quasi-statiques par hystérésis, le second aux
pertes par courants induits classiques macroscopiques et le troisiéme est un terme
de pertes en excés lié aux courants induits microscopiques. Pour notre modéle
nous distinguerons 3 zones différentes (La moitié d’une dent, la couronne de la
culasse et une dent compléte). Pour chaque région, nous aurons deux composantes
d’induction créte, une composante d’axe d notée By et une composante d’axe ¢
notée B,. Les pertes sont engendrées par le module de ces 2 composantes.

By, = /B2 + B2 (IV.55)

Le modéle que nous développons est dédié a I'optimisation, ceci suppose que nous
serons amenés a changer la qualité de toles suivant la vitesse des machines. Il est
donc nécessaire de déterminer les coefficients K}, K. et K. des toles usuellement
utilisées (M400 — 50, M600 — 65 et M800 — 65). On calcule d’abord le coefficient
K. qui dépend de 'épaisseur de la tole et de sa masse volumique.

2 2
meep_toleZ,uior

K.

B 6Mvolﬁstato7"ptole (IV56)
On remplace K. par sa valeur dans la relation 1V.54. Puis, en nous référant aux
caractéristiques (pertes massiques) fournies par les fabricants des toles, nous pou-
vons identifier les coefficients kj, et k.. La démarche consiste a récupérer les pertes
massiques & 17T et 1,57 a une fréquence donnée. Les coefficients sont détermi-
nés par la résolution du systéme d’équations obtenu. Le tableau IV.4 contient les
valeurs des coefficients pour les toles M400 — 50, M600 — 65 et M 800 — 65.

— Pertes fer rotor :

Ces pertes sont dues aux harmoniques d’espaces et sont essentiellement localisées
a la surface des poles. Nous proposons de les calculer par la méthode des pertes
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Fréquence(Hz) | Coefficient(S.I) MA0050 ‘ M;SI(‘)%I_Z5 ‘ NS00G5
K, | 1,068¢-4 | 1,782e-4 | 1,782¢-4

50 K 0,028 0,035 0,056
K, “4.8980-4 | -4,5560-4 | -7,6550-4

‘0 K), 0,029 0,037 0,064
K. -5,133e-4 | -5,55e-4 | -1,355e-3

L0 K), 0,033 0,05 0,098
K. 26,903e-4 | -1,513¢-3 | -3,569¢-3

200 K, 0,046 0,091 0,2
K. -1,167e-3 | -3,629¢-3 | -8,424¢e-3

400 K, 0,064 0,188 0,402
K, -7,569e-4 | -7,179¢-3 | -0,015

700 K, 0,141 0,389 0,762
K, 4101e-3 | -0,013 | -0,023

Tableau IV.4 — Coefficients de Bertotti

de surface [35]. Notons que les relations exposées dans l’article précité ont été éta-
blies pour un bobinage distribué. Compte tenu du fait que les courants induits
décroissent exponentiellement avec la profondeur, 'auteur propose de calculer ces
pertes dans un volume de hauteur égale a la moitié de I’épaisseur de peau magné-
tique &y, avec :

i 1O7ptole

0., =
" 2m ,Urfe

(IV.57)

Ly est la perméabilité relative de la tole, fe la fréquence d’encoche qui vaut Vi, /t4,
avec Vian la vitesse tangentielle ou périphérique de la machine et pie la résistivité
des toles que nous considérerons égal a 5e~"Q¥m. Au final, nous calculerons ces
pertes par la relation :

2 la

3/2
Pmger rotor = C’oefcaleK;SurprleV;a{@ Bz l—ﬂpoles (IV.58)
ouv
K5 est un coefficient lié aux toles magnétiques, il est donné par :
1 107
s = — (IV.59)
327 \| prprote

K! est un coeflicient qui permet de prendre en compte le feuilletage des toles, figure
IV.17. En effet, lorsque les poles sont feuillettés (non massifs), la résistance offerte
aux courants des Foucault augmente sensiblement, ce qui entraine une réduction
des pertes. Ce coefficient est fonction de ’épaisseur de la tole epiye et de ., car
la valeur efficace du courant diminue également.

Pour déterminer le coefficient K/ au cours des optimisations, Nous avons relevé

ses différentes valeurs sur la courbe de la figure IV.17(b). Nous avons effectué une
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(a) pole massif
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(a) Composante longitudinale des courants de (b) Coefficient K. en fonction de 1’épaisseur ré-
Foucault dans un pole [35] duite de tole [35]

FIGURE IV.17 — Feuilletage des toles

interpolation polynomiale afin d’obtenir une relation analytique a intégrer dans le
modéle d’optimisation.
5 interpole = —1,8674.1077 X% +1,5593.10 X" +1,8356.10 1 X" + - .-
c4-4,5128.1073 X3 + 3,4264.1072X2 — 1,9330.10 72X + 4, 4134.102
(IV.60)

La relation IV.60 donne des résultats assez proches de la courbe expérimentale,
tableau IV.5 et courbe IV.18.

= 0] 1 2 [ 4] 6 8 [10] 12 14 |15
K/ 0] 0,03 009903049 0,62 [0,7]0,75]0,7809 | 0,8

Kl

s interpolé

00028 01 [03]0490621]0,7]075] 0,790 |08

Tableau IV.5 — Evolution de £, en fonction de I'épaisseur réduite de tole

B, est I'induction moyenne dans ’entrefer sur un pole, elle est calculée a partir du
flux dans ’entrefer qui est donné par :

U, = /P + B2 (IV.61)

L’induction s’obtient en divisant le flux par la surface du pole.

L
e = ———— IV.62
Surfpole ( )

Diamgjes

avec  Sur fpole = <27T])02l68 — lmoyaim> Lfer
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FIGURE IV.18 — Interpolation de K

16

La relation IV.58 est légérement différente de celle exposée dans l'article [35],

puisque le terme lié au coefficient de Carter est absent. L’utilisation du coeffi-

cient de Carter consiste a utiliser un entrefer augmenté et a le considérer isotrope

aussi bien en face d’une dent qu’en face de 'ouverture d’encoche. Nous avions

choisi de ne pas utilisé cette technique avec des machines bobinées sur dent, parce

qu’elle conduisait a des résultats beaucoup trop éloignés des résultats obtenues

avec FLUX lors du calcul des flux. La raison qui ne permet pas d’utiliser I’hypo-

these de carter est 'importance de I'ouverture d’encoche par rapport a I'entrefer

et a la largeur de dent.

IV.4.a-iv Validation du modéle de calcul des pertes fer

Pour valider nos calculs des pertes fer rotor et stator, nous avons comparé les pertes

obtenues analytiquement avec les pertes fournies par le module LS de FLUX. Afin

de tester la robustesse de ces calculs, la comparaison s’est faite sur 2 qualités de

toles et pour 3 points de fonctionnement au couple nominal. Un premier point a
5500 trs/min, un second point a 3600 trs/min et un dernier point a 1500 trs/min.

Vitesse 5500tr /min 3600tr/min 1500tr /min
FLUX | Modéle | FLUX | Modéle | FLUX | Modéle
Pstator (W) 513,0 745,1 339,1 391,6 83,1 119,6
Protor (W) 3444 | 3286 | 201,9 | 1885 | 44,1 26,2
Protor/Pstator(%) | 67,13 | 44,10 | 5954 | 48,14 | 5307 | 21,91

Tableau IV.6 — Bilan des pertes fer (M400-50 au stator et M600-65 au rotor)

Les résultats des tableaux IV.6, IV.7 et IV.8 montrent que les pertes fer stator du

modéle analytique sont plus importantes que ceux du modéle LS. Cette surestimation

n’est pas trop génante, puisque nous savons déja que l'utilisation du variateur de

vitesse entraine une augmentation de 15 & 25% des pertes fer. Or, les simulations



118 1V. Modele de dimensionnement de la machine HPM en vue de son optimisation
Vitesse 5500tr /min 3600tr /min 1500tr /min
FLUX | Modéle | FLUX | Modéle | FLUX | Modéle
Pstator (W) 513,0 745,1 3572 391,6 89,2 119,6
Protor (W) 186,0 2255 117,3 125,1 26,3 16,6
Protor /Pstator(%) | 36,26 30,26 32,84 31,95 29,48 13,88
Tableau IV.7 — Bilan des pertes fer (M400-50 au stator et au rotor)
Vitesse 5500tr /min 3600tr /min 1500tr /min
FLUX | Mode¢le | FLUX | Modéle | FLUX | Modéle
Pstator (W) 925.3 1089,9 604,0 698,0 148,9 171,6
Protor (W) 330,4 328,6 207,8 188,5 46,8 26,2
Protor/Pstator(%) | 35,71 30,15 34,40 27,01 31,43 15,27

Tableau IV.8 — Bilan des pertes fer (M600-65 au stator et au rotor)

FLUX sont réalisées avec des courants purement sinusoidaux sans tenir compte de
cet, aspect.

Le calcul des pertes fer rotor donne des résultats assez satisfaisant, certes I’écart entre
les résultats analytiques et ceux du modéle LS est plus important en basse vitesse.
La aussi, cette différence n’est pas trop génante pour la simple raison que les pertes
fer sont en générales négligeables en basse vitesse.

IV.4.a-v Les aimants

L’induction dans les aimants est une fonction de la température et sera définie par :

Br (Taim) = Brgo(l - Coefdemag (Taim — 20)) (IV63)

Reluctool fournit en sortie le flux qui traverse chaque élément du réseau de réluctances.
Ainsi, nous pouvons calculer I'induction dans I’aimant en charge en divisant le flux qui le

traverse par la section utile de ’aimant.

7vzjaim

Baim = . .
Section _aim

(IV.64)

La connaissance de l'induction en charge dans ’aimant permet de calculer le champ dans
I’aimant & partir de la relation II.1.

(Baim - BTZO)
HoMaim

Hyim = (IV.65)
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Xd*Id
v Xq*lq
I
R*I?
alpha
Fém Axe g

Axe d

F1GURE IV.19 — Diagramme vectoriel

IV.4.a-vi Grandeurs électriques

Le diagramme vectoriel de la figure IV.19 permet d’écrire

_ poles zﬂaimamﬁ
R

Vy = X,I, + R

V, = Fem + RI, — X4l

(

(
V=/Vi+V? (IV.69

(

U=+3V

Fem

X1, et Xql, se déduisent a partir des équations (IV.40) et (IV.43).

(Tr[)d - ¢aimant) poles
Xala = & V.71
dtd \/i 5 ( )
g poles
Xoly = 750 V.72
T2 2 (Iv.72)

IV.4.b Intégration d’'un modéle thermique

La présence des pertes fer (source de chaleur) non négligeable au rotor rend la modé-
lisation thermique de la structure HPM beaucoup plus complexe que celle de la structure
LSRPM. Il faut tenir compte maintenant du rotor et de la région annulaire correspondant
a lentrefer. Le développement du modéle thermique de cette machine se fera donc par
étape.

Nous commencerons par décrire une thermique pour le stator, ensuite nous en décrirons
une autre pour le rotor. Enfin, pour connecter ces 2 modéles, nous caractériserons la nature
des écoulements dans entrefer.

Les principales hypothéses de I’étude sont :
e Evacuation radiale de la chaleur
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e Pertes uniformément reparties dans la machine (dans les régions correspondantes)
e Pas de prise en compte des régimes transitoires.
e Radiation négligée

IV.4.b-i Le stator

Le modéle thermique du stator est identique a celui de la structure LSRPM. Le réseau
des résistances thermiques sera établi sur la moitié d’un pas dentaire comme illustré sur la
figure IV.20.

Contact
culasse-carter

Culasse

Demi dent

7Ailettes

/Toﬂe du carter

Isolant
Demi encoche

FI1GURE IV.20 — Géométrie retenue pour ’établissement du modéle thermique

IV.4.b-ii Le rotor

Le modéle thermique du rotor est établi sur un demi-pole, soit la moitié d’un pas
polaire. Le contact entre ’aimant est la tole ferromagnétique sera supposé parfait. En plus
de l'aimant et de la tole ferromagnétique, nous avons modélisé 'arbre, les roulements,
ainsi que les résistances thermiques de contact qui apparaissent aux différentes interfaces
(rotor-arbre, arbre-roulements, roulements-flasque. . . ).

La détermination de ces résistances de contact n’est pas aisée, puisqu’il faut détermi-
ner les pertes aux différents endroits ainsi que la température aux différents noeuds pour
pouvoir déduire les résistances correspondantes. Au stade actuel, nous nous sommes servi
de la bibliographie [70], [11] pour estimer ces résistances.

IV.4.b-iii L’entrefer

Les écoulements en rotation sont caractérisés par le nombre de Taylor [69]. Ce nombre
se calcule par la relation :

— (IV.73)

e 7, est le rayon logarithmique moyen en m, il est donné par :

€moy

In (Teazt /Tint)

Tm =
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rest €st le rayon a lalésage et ri = Text — €moy

2571, elle s’obtient en divisant la viscosité dyna-

e v est la viscosité cinématique en m
mique () par la masse volumique qui dépendent tous les 2 de la température.

e [, est un facteur géométrique, son expression est :

7 Text T Tint
F,= V.74
g (1697P> ( Wint > (IV.74)

1
avec P = 0,0571 [1 0,652 (M)} +0,00056 [1 —~ 0,652 (Lf’)}

Tint Tin

e w est la vitesse angulaire en rad.s™
Le nombre de Taylor dépend de la vitesse de rotation et de la température du fluide. La
figure IV.21 présente son évolution en fonction de ces 2 paramétres, on s’apergoit que la
dépendance & la température est beaucoup plus accrue a vitesse élevée.

200

w (rad/s) 200 100

50 Température (°)

FI1GURE IV.21 — Evolution du nombre de Taylor en fonction de la vitesse angulaire et de

la température

Dans notre cas, la vitesse est figée pour une machine donnée. Le nombre de Taylor ne
dépend plus que de la viscosité cinématique dont I’évolution en fonction de la température
est présentée par la figure IV.22. La courbe expérimentale en traits continus est approchée
par une courbe interpolée, c’est I’équation de cette courbe qui sera intégrée dans le modéle
de dimensionnement.

v(Tempent) = 8,94e — 11 Temp?,, + 8,8¢ — 8 x Tempens + 0,13e — 4 (IV.75)

La présence des cales de fermeture d’encoches permet de considérer I’entrefer comme
étant lisse. 2 relations permettent alors de déterminer le nombre de Nusselt.

o Nu=0,1287a"357 pour T'a compris entre 1800 et 12000

o Nu = 0,4097a"?*' pour Ta compris entre 12000 et 4e6,

Nous utiliserons la seconde relation car la figure IV.21 montre que le nombre de Taylor

est toujours supérieur & 12000 sur toute la plage de vitesse. La connaissance du nombre de
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F1GURE IV.22 — Evolution de la viscosité cinématique par rapport a la température

Nusselt permet d’accéder au coefficient d’échange en faisant :
NUAair*ent

2emoy

(IV.76)

hcom)_ent =

2€moy Teprésente le diametre hydraulique.

Cette région entrefer permet de coupler le stator et le rotor qui ne sont pas de méme
ouverture. En effet, le modéle thermique du stator est réalisé sur un demi-pas dentaire,
alors que celui du rotor est fait sur un demi-pas polaire.

Dans [69], auteur calcule la conductance thermique coté stator. Ensuite, il introduit un
coefficient de proportionnalité (pas polaire sur pas dentaire) pour calculer la conductance
coté rotor.

2Mqi mDiam
Gent_stator = (hcom)_ent + gzoyent> < 2Nbde:z,js> Lf@?" (IV77)
ds
Gentirotor :pTGentistator (IV78)

Aair_ent st la conductivité thermique de lair dans I’entrefer. Elle dépend de la tem-
pérature et sera décrite par la relation IV.79 qui présente ’évolution de la conductivité
thermique de l'air en fonction de la température. Cette expression est valable pour des
températures comprises entre 100 K et 1600 K

Aair_ent =1,5207e — 11 % (Tempen; + 273,15)° — 4,857e — 8 x (Tempens + 273, 15)*
oo+ 1.0184e — 4 % (Tempen; + 273,15) — 3,9333¢ — 4 (IV.79)

La figure IV.23 présente 1’évolution de la conductivité thermique de l'air pour des
températures comprises entre 20 “et 180 °.

Notons aussi que la rotation du rotor dans un espace étroit peut entrainer des dissipa-
tions de chaleur d’origine visqueuse dans 'entrefer. Dans [70], 'auteur propose la relation
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FIGURE IV.23 — Evolution de la conductivité thermique de I'air rapport a la température

IV.80 pour le calcul de ces pertes.

Prnt =pairmrip, Lferw’Cy (IV.80)

A Texception du coefficient de frottement C}, tous les autres parametres ont déja
été explicités. L'auteur donne 4 corrélations qui permettent de calculer le coefficient de
frottement. Les plages d’applications de ces corrélations dépendent du nombre de Taylor.
C’est la relation IV.83 qui sera utilisée puisque le nombre de Taylor est compris dans son
intervalle de validité. L’application de cette corrélation a notre cas donne des pertes trés
faible (environ 8 W a 5500 ¢r/min). Si on raméne ces pertes a notre géométrie d’étude
élémentaire, c’est & dire un demi pas dentaire, on aura 0,333 W.

(1 + emoy/rint)

Pour0 < Ta < 1700  C; = 2Re ™! V.81

! 140, 5€moy/Tint ( )

Pour 1700 < Ta < 3970 ~ Cy = 0,0865Re 'Ta ™! (IV.82)

Pour 3970 < Ta < 2,25¢6  Cj = 0,476Re™ ' Ta"? (IV.83)
. 1,5T —0,239

Pour 2,25¢6 < Ta  Cjy = 0,76 (emoy/Tint) " Ta (IV.84)

1 — (14 emoy/Tint) 2

Ces pertes sont trés négligeables devant les pertes cuivre et les pertes fer, ¢’est pourquoi
nous avons décidé de les négliger par la suite. Au final, on aboutit au réseau de résistances
thermiques de la figure IV.24.

5 températures nous intéresse plus particuliérement.

e La température du cuivre au bas de l'encoche (Tcub), elle permet de déterminer
I’échauffement de la machine et de calculer la résistance des conducteurs.

e Les températures au bas, au milieu et en haut de 'aimant (Tab, Tac et Tah). La
moyenne de ces 3 températures fournie la température de I'aimant qui permet de
calculer I'induction rémanente de I'aimant a la température de fonctionnement.
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FI1GURE IV.24 — Réseau de résistances thermiques de la structure HPM

e La température de l'air au milieu de Uentrefer (Tent). Elle permet de calculer la
viscosité cinématique (nombre de Taylor) et la conductivité thermique de 'air compris

dans 'entrefer.

La détermination de ces différentes températures passe par la résolution du systéme
d’équations implicites IV.85 qui a 29 équations pour 29 inconnues. La démarche que nous
avions utilisé précédemment pour la machine LSRPM a été écartée. Elle consistait a

résoudre symboliquement sous MAPLE le systéme d’équations afin de déterminer les ex-
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pressions analytiques de différentes températures.

Tpb — Req arbrex 15 — Tamb =
Tab+ Rpole int = I4 — T'pb =
Tpb+ Rpole _int x I2 —T'pc
Tpc — Rpole _ext x I1 —Tac
Tac+ Raim x 14 —Tab

Tah + Rpole _ext* 13 — Tpc =
Tah + Raim x 16 — Tac
Tent + Reqx I7 — Tah
Tdb+ Rconv_dent x IT—Tent =
T'db — Rdent x I8 — T'dc

Tdec+ Risol dent x I11 — Tcuc
Tcuc — Rbob2 « I10 — T'cub =
Tcub — Risol dent x 19 —T'db
Tcuc + Rbobl % I13 — T'cuh
Tcuh — Risol _cul « 114 — T'dh
Tdh + Rdent x [12 — T'dc =
Tdh — Rcul2 x 115 — T'culc

Tculc — Req__carter « I16 — T'amb
Pf rotor —I1—12—13 =

(IV.85)

12—14—15 =
16— 11— 14 _
17— 1316 =
I8 — 17— 19 =
Pj+ 110 — 19 =
Pj+ 113 — 110 —I11 =
Pj— 113114 =

Pf dent+ 18+ 111 —112
115 —-112 - 114
I15+ Pfer cul —I16

I
O O O O O OO OO DO OO OO OO0 00O o000 oo oo ooo

Pour la machine LSRPM, le systéme d’équations était composé de 13 équations seule-
ment, puisque seul le stator était modélisé. De plus, nous n’avions qu’une seule expression
analytique a intégrer dans le modéle, celle de la température du cuivre au bas de ’encoche.
Pour la structure H PM, les expressions obtenues sont extrémement longues compte tenu
du nombre d’équations.

Pour résoudre ce systéme, nous avons identifier chaque équation du systéme par un para-
meétre eq, (n entier € [1,29]). Au cours des optimisations, ces paramétres seront contraints
a 0. Nous avions déja utilisé cette technique pour résoudre le systéme d’équations implicites
issue de I'application du théoréme d’Ampeére et de la loi de conservation de flux au chapitre

IT.
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IV.4.c Validation du modéle complet

Pour valider notre modéle complet nous avons effectué des comparaisons avec des essais
expérimentaux réalisés sur une machine de diamétre 200 mm. La comparaison & été faite
pour 3 points de fonctionnement a couple nominal. Ceci permet de tester «la robustesse»
du modéle, facteur trés important & tout modeéle destiné & ’optimisation.

Vitesse 5500tr /min 3600tr /min 1500tr /min
Essai | Modéle | Essai | Modéle | Essai | Modéle

Couple(N.m) 76,1 76,1 75,8 75,8 76,9 76,9
Tension(V) 3408 | 3408 | 270.8 | 2708 | 116,1 | 116,1
Courant(A) 80,1 78.0 70 678 | 672 | 664
Pa(kW) 46,59 46,46 30,25 30,06 12,70 12,65
Pu(kW) 43,84 43,82 28,59 28,58 12,08 12,07
n(%) 94,10 94,31 94,51 95,09 | 95,19 | 95,44

Fp 0,985 0,966 0,921 0,919 0,938 0,932
Echauffement(°) | 657 | 57,7 | 53,2 | 404 | 372 | 26,1
Temp aim( °) 105,3 80,9 50,8
a(®) 226,02 784 8,42

Tableau IV.9 — comparaison entre les résultats des essais et ceux du modéle

Les résultats du tableau IV.9 montrent que le modéle fournit en général des résul-
tats assez proches des essais. Cependant, nous observons des écarts plus importants pour
certaines grandeurs telles que le facteur de puissance, I’échauffement. . .

En ce qui concerne le facteur de puissance, nous pouvions nous attendre & un résultat
pareil. Nous avions déja remarqué que I'inductance L, était surestimé (voir IV.3.d-iii). Or,
nous savons que 'inductance en quadrature a la facheuse tendance a dégrader le facteur
de puissance. Les écarts en température sont liés a la nature de notre modéle thermique.
D’une part, le modéle thermique est seulement bidimensionnel alors que les phénoménes
thermiques dans une machine électrique sont généralement tridimensionnels.

La convection forcée joue un role prépondérant dans le refroidissement des machines
électriques. Dans notre modéle, nous avons calculé un coefficient d’échange global que nous
supposons constant tout le long de la machine. En réalité, ce coefficient décroit sensible-
ment lorsqu’on avance dans la machine. Dans [11] et [70], les auteurs montrent que cette
décroissance évolue de facon exponentielle comme illustré sur la figure IV.25.

D’autre part, les valeurs des différentes conductivités thermiques sont issues de la lit-
térature et non des mesures effectuées sur notre machine.

IV.5 Conclusion

Ce chapitre a été consacré au développement d’un modéle de dimensionnement destiné
a 'optimisation pour la structure HPM. La particularité du bobinage de cette machine
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FIGURE IV.25 — Evolution du coefficient d’échange tout le long du carter (source [11])

(bobinage concentré) nous a conduits a opter pour un modéle de conception semi analytique

A base de réseaux de réluctances.

A la différence de la structure LSRPM a bobinage reparti qui a été étudiée au chapitre
II, la structure HPM présente des pertes fer considérables au rotor. C’est pourquoi, un
calcul des pertes fer rotoriques a été intégré dans ce modeéle. Ce calcul des pertes fer
rotoriques a été validé par comparaison avec des simulations par éléments finis réalisées
avec le module LS de Flux. Les résultats obtenus avec le modéle analytique étant proches
des résultats numériques, nous ont conduits a valider notre calcul. Certes, nous avons
observé des écarts plus importants entre les 2 calculs en basse vitesse, mais cela ne nous a
pas géné, d’autant plus que les pertes fer sont négligeables en basse vitesse.

Cette prise en compte des pertes fer rotor a complexifié la modélisation thermique de
cette machine. En effet, il a fallu modéliser thermiquement le stator, le rotor ainsi que
I’entrefer.

Le modéle global a été validé par comparaison avec des essais expérimentaux pour
différents points de fonctionnement. La similitude des résultats expérimentaux et ceux du
modéle nous a conduit a le considérer comme validé. Dans le chapitre V qui suit, nous allons
appliquer notre démarche d’optimisation de gammes (exposée au chapitre I et appliquée a
la structure LSRPM au chapitre III) a cette structure.
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Optimisation de gammes appliquée a la machine
HPM
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Résumé

Ce chapitre est consacré a l'optimisation de la structure HPM dont le modéle de dimen-
sionnement vient d’étre établi et validé au chapitre IV. Nous suivrons un cheminement
identique a celut du chapitre I1I qui a porté sur l'optimisation de la structure LSRPM.
Cette étude d’optimisation commencera donc par la définition du cahier des charges.
Ensuite, nous ferons une optimisation classique de 3 machines HPM de méme dia-
metre et polarité, mais de puissance différente. Cette premiére phase d’optimisation
permettra de juger de la nécessité d’optimiser la gamme. Enfin, nous appliquerons
notre démarche d’optimisation de gammes exposée au chapitres I et III a une série de
machines HPM.
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V.1 Introduction

Dans ce chapitre, nous allons optimiser la structure HPM dont le modéle de dimen-
sionnement a été établi et validé au chapitre précédent. Nous nous dispenserons de faire
une discussion sur le choix de 'algorithme d’optimisation, ainsi que sur celui de la fonction
objectif. Ces 2 questions ayant été traitées amplement dans le chapitre III qui a porté
sur I'optimisation de la structure LSRPM. Nous allons donc passer directement a la phase
d’optimisation proprement dite.

Préalablement, nous définirons le cahier des charges d’optimisation avec les différentes
contraintes d’égalités et d’inégalités. Ensuite nous ferons une optimisation classique de 3
machines différentes afin de juger la nécessité de passer a 'optimisation de gammes. Enfin,
nous appliquerons notre démarche d’optimisation de gammes a une série de machines HPM
de diamétre 200 mm.

V.2 Deéfinition du cahier des charges d’optimisation

Le cahier des charges des machines HPM ressemble en beaucoup de points au cahier des
charges que nous avions pour la structure LSRPM. Nous pouvons le scinder en plusieurs
parties en fonction de la nature et du type de contrainte.

V.2.a Contraintes géométriques ou de conception

Ces contraintes portent sur les paramétres géométriques de la machine, hauteur des
aimants (hqim ), largeur des dents (lgents), épaisseur de la culasse (ecyigsse)- - - -

Le tableau V.1 présente I’ensemble des contraintes géométriques de la structure HPM
de diameétre 200 mm, les contraintes statoriques sont séparées des contraintes rotoriques. 3

nouvelles contraintes liées aux ponts magnétiques de saturation font leur apparition, figure

V.1

Par rapport a la structure a piéce polaire, la structure monobloc entraine un surdimen-
sionnement des aimants du fait de la présence des ponts magnétiques. Le dimensionnement
de ces ponts magnétiques est purement d’ordre mécanique. Pour dimensionner au mieux
ces ponts, les ingénieurs électromécaniciens ont utilisé le logiciel Pro/MECHANICA qui
est basé sur la méthode des éléments finis. Ils ont simulé la machine a la vitesse maximale
prévue (12000tr/min) et ont appliqué différentes contraintes, plus particuliérement la force
centrifuge. Cet étude a montré que pour assurer 'intégrité mécanique du rotor, il suffisait
de prévoir une épaisseur de 1,4mm. Cette valeur correspond a 2 fois I’épaisseur de la tole
rotorique plus une marge de sécurité de 0, Imm. En effet, les rotors étaient tous réalisés
avec la tole M600 — 65.

L’épaisseur des ponts magnétiques sera figée a cette valeur durant tout le processus
d’optimisation, méme si nous serons amenés a changer la qualité de la tole rotor (M400—50
a la place de la M600 — 65), afin de réduire les pertes fer rotoriques.
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’ Paramétre ‘ Type de contrainte Valeur ‘
’ Stator ‘
Degi(mm) fige 200
houy (Mm) figé 1,05
hdent(mm) contraint [10; 40]
lgent(mm) contraint [10; 50]
Eculasse(mm) contraint [5; 20]
Dgjes(mm) libre
’ Rotor ‘
Dartre(mm) fige 79,8
couronne(mm) figé 3
€Ppont haut (11M) figé 1,4
Byont_bas(77) fige L4
Emin (M) contraint [0,9;2]
Emaz (M) contraint [1, 5€min; 4, 5emin]
haim (mm) contraint [25; 50]
Imin_aim(mm) contraint [3; 15]

Tableau V.1 — Contraintes géométriques

Q ep’pont_haut
S \‘

couronne

v

ep_pont_bas

F1GURE V.1 — Monobloc et différents ponts de saturation magnétique

L’autre probléme d’intégrité mécanique du rotor est celui de la pente de décroissance
a prévoir. Nous avons vu précédemment que la pente impactait plus le champ dans les
aimants que le flux fondamental (voir la figure I11.9). Nous figerons la pente a sa valeur
actuelle d’autant plus que la définition du composant aimant sous Reluctool ne permet
pas la prise en compte de ce parameétre. En effet, celui-ci est défini par sa perméabilité, sa
hauteur et son épaisseur qui est homogéne sur toute sa hauteur.

V.2.b Contraintes thermiques, magnétiques et d’alimentation

Ces contraintes restent inchangées par rapport a la structure précédente. Cependant,
le surdimensionnement des aimants dii & la présence des ponts magnétiques entraine un

surcotlit des matiéres actives. Nous ne pouvons pas mettre pour l'instant une contrainte sur
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le cotit par Newton meétre, ce paramétre sera donc libre.

e L’induction dans les dents ne doit pas dépasser 2 T, afin de limiter les fuites.

e [’échauffement moyen du cuivre doit étre de 80C' au maximum pour une température
ambiante de 40C' au point nominal en couple et en vitesse.

e La tension maximale entre phases (Upnar) < 340 V, cette contrainte est lice a la
tension maximale du variateur (Upaz variatewr = 340 V).

e Le courant efficace (I.fy) sera libre dans un premier temps, nous verrons plus tard
les raisons qui nous ameénerons a le contraindre.

e Le facteur de puissance (cosp) > 0, 85.

e Le rendement doit étre au minimum égal & celui du catalogue.

Les cotits des matiéres premiéres (toles, aimants permanents et cuivre) sont identiques
a ceux exprimés au chapitre III.

V.2.c Complexité du cahier des charges de structures HPM

Ce cahier des charges est beaucoup plus complexe que celui établi pour la premiére
machine (LSRPM). En effet, le modéle de dimensionnement de la structure HPM a 799
paramétres contre 278 pour la structure LSRPM. Nous avons 114 paramétres en entrée
dont 51 sont contraints et 685 parameétres en sortie dont 47 sont contraints.

Cette augmentation du nombre des paramétres est due au fait que sous RELUCTOOL,
les différents composants de type réluctance (aimant, source d’ampére tours, aimants. .. )
sont prédéfinis. Chaque composant recoit un certain nombre des paramétres en entrée et
en fournit un certain nombre en sortie.

La figure V.2(a) présente le composant « AIRREL», cette reluctance permet de mo-
déliser les régions qui correspondent au vide (entrefer, fuite d’encoche...). Elle regoit en
entrée 2 parameétres (L et S) qui représente respectivement la hauteur du tube de flux et la
section orthogonale & ce méme flux. En sortie, elle fourni le flux qui la traverse, la coenergie
et Iénergie.

—

—_— LB

(a) Composant «AIRREL» (b) Composant «SATREL»

FIGURE V.2 — Différents composants magnétiques de RELUCTOOL

Un seul composant « AIRREL» entraine la création de 5 paramétres. D’autres compo-
sants tels que «<SATREL» (réluctance saturable) entrainent la création de beaucoup plus
de paramétres, puisqu’il faut caractériser le phénomeéne de saturation ferromagnétique. Si
I’on tient compte de la discrétisation de 'entrefer que nous avons appliqué & notre modéle,
on comprend aisément pourquoi le nombre de paramétres est si important.
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V.3 Approche classique d’optimisation de la structure HPM

Durant cette phase, nous allons optimiser 3 HPM de diamétre 200 mm. La fonction
objectif est la minimisation du cott des matiéres actives au point nominal (en couple et

en vitesse). Les 3 machines sont sélectionnées de sorte a couvrir une large plage de vitesse
(voir le tableau V.2).

Machine 1 | Machine 2 | Machine 3
Vitesse (tr/min) 900 3000 5500
Lfer (mm) 200 120 200
Pu (kW) 11,8 24,1 43,8
Couple (N.m) 125 76,8 76,1

Tableau V.2 — Données sur les machines sélectionnées pour 'optimisation mono objectif

Machine 1 Machine 2 Machine 3
Initiale | Optimisée || Initiale | Optimisée || Initiale | Optimisée
’ Performances
P, (kW) 11,8 24,1 43,8
U (V) 360, 0 340,0 360, 0 340,0 340, 8 340,0
I(A) 23,54 23,54 48,9 48,9 78,0 76,1
n (%) 91, 86 92,68 94,07 94,07 94,31 94,31
cos 0,851 0,867 0,812 0,869 0,966 0,986
a(”) —17,78 | —30,00 —23,78 | —30,00 —26,02 | —30,00
—Hgim (EA/m) | 572,4 541,0 612,7 575,6 586, 3 573,5
AT(°C) 65,3 64,5 72,0 80,0 57,7 57,6
Couple(N.m) 125 76,8 76
’ Données technico-économique
Cott(€) 239, 6 175,1 147,3 118,1 243, 8 242, 2
€/N.m 1,92 1,40 1,92 1,54 3,20 3,22
N.m/kg 2,90 4,08 2,89 3,98 1,77 2,01
Tole stator MG600 — 65 M400 — 50
Tole rotor M600 — 65
Lfer (mm) 200 140,2 120 85,6 200 175,7
Temps(s) 21,4 181,9 18,5 136,9 18,9 206, 3
Iterations b} 22 b} 12 D 10

Tableau V.3 — Minimisation du cotlt des matiéres actives

Les résultats du tableau V.3 montrent la possibilité de réduire le cotit des matiéres
actives de nos machines. Les gains obtenus sur les machines de 900¢r /min et de 3000¢r /min
sont considérables (26,92% et 19,82%). On notera aussi que 1'algorithme met plus de temps
pour converger alors que le nombre d’itérations est moins important par rapport a celui
que nous avions lors de 'optimisation de la machine LSRPM (voir le tableau II1.5). Cette

augmentation du temps est due a la taille du modeéle qui contient beaucoup de paramétres.
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(c) Machine de 3000 tr/min (d) Machine de 5500 tr/min

FIGURE V.3 — Différents structures de la machine HPM

V.4 Approche pour 'optimisation de gammes

Le tableau V.4 présente les machines H PM sélectionnées pour 'application de notre
démarche d’optimisation de gammes. Ces machines couvrent une plage de vitesse allant de
900 tr/min a 5500 tr /min, différentes longueurs et puissances.

| Vitesse | 900 | 1500 | 1800 | 2400 | 3000 | 3600 | 4500 | 5500 |
’ Performances ‘
Couple(N.m) | 125 | 55 | 65 | 68 [76,8]92,2]110,2] 76,1
P, (kW) |11,8] 8,6 |12,3]17,1|24,1[34,8] 51,9 [ 43,8
Lyer (mm) | 200 | 80 | 100 | 100 | 120 | 160 | 240 | 200

Tableau V.4 — Machines HPM sélectionnées

V.4.a Cahier de charges pour 'optimisation de gammes

Nous prendrons comme fonction objectif un paramétre lié & une performance technico-
économique, a savoir la somme non pondérée de cotits des machines individuelles, relation
V.1. Les raisons ayant motivées ce choix ont été explicités au chapitre III. A ce stade, nous
considérons que toutes les machines ont un volume de production équivalent. Notons que
durant tout le processus d’optimisation de gammes, les machines sont optimisées au point
nominal en couple et en vitesse.

n
cout gamme = Z Pr.couty, (V.1)
k=1
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La classification des paramétres en différentes catégories (parameétres de fonctionne-
ment, parameétres de conception. ..) se base sur les mémes critéres que ceux exprimés en
II1.6.b. Les paramétres de fonctionnement sont ceux qui sont liés au fonctionnement de
chaque machine de la gamme. Ils ne peuvent étre commun & 2 machines différentes. Nous
citerons a titre d’exemple le courant d’alimentation (l.rs), la tension entre phase (U),
I’angle d’autopilotage («), le rendement (7), le facteur de puissance (cos ¢), ’échauffement

du cuivre. ..

Les paramétres de conception sont liés aux dimensions géométriques des machines, on
citera par exemple la hauteur des dents stator (hgent), la largeur des dents stator (lgent),
la hauteur et la largeur minimale des aimants (Raim, lmin aim)- - - -

Ces paramétres régissent la régle de partage des composants de notre pro-
cessus d’optimisation de gammes. n machines seront susceptibles de partager
une méme tolerie si lors de la phase précédente d’optimisation leurs toleries
optimales sont proches en termes de paramétres de conception.

V.4.b Application de la démarche d’optimisation de gammes

Le front de Pareto de la V.4 résulte de I'application de la démarche d’optimisation de
gammes a la série des machines du tableau V.4. L’analyse de cette courbe montre que la
discrétisation optimale se situe a 4 toleries différentes dans un diamétre.
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F1GURE V.4 — Courbe de Pareto cotit de la gamme en fonction du nombre de tolerie

En effet, le passage de 2 & 4 toleries s’accompagne d’un gain significatif alors que le
passage de 4 & 8 n’apporte pratiquement aucun gain. On obtient respectivement un gain
de 3,07% pour le passage de 2 & 4 tdleries contre un gain de 0, 19% pour le passage de 4 & 8
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toleries. Notons que le cotit dont on parle ne tient pas compte de ’aspect industrialisation.
Or, le cotit lié a 'industrialisation (poingon, machines & bobiner, lignes de fabrication. .. )
augmente avec le nombre de toles dans un diamétre. On remarquera aussi que la structure
unique finale apporte un gain de 14, 62% par rapport a la structure initiale.

L’histogramme de la figure V.5 présente le facteur de puissance pour nos différentes
machines et pour toutes les discrétisations. Les machines de 1500, 1800, 2400 et 3000tr /min
ont un facteur de puissance initial inferieur a 0,85, donc ne répondant pas au cahier des
charges. Apres les différentes optimisations, toutes les machines ont un facteur de puissance
supérieur ou égal a 0,85 peu importe la discrétisation (nombre de tdleries dans un diamétre)

appliquée.
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FIGURE V.5 — Facteur de puissance

La figure V.6 présente le rendement des machines. On remarque que le rendement
n’augmente pratiquement pas avec le nombre de toleries dans un diamétre (ou de fagon peu
significatif) pour les machines tournant & plus de 3000¢r /min. Par contre, pour les machines
de 900 et 1500 tr/min, I'augmentation est assez sensible peu importe la discrétisation
appliquée.

Pour les machines de 1800 et 2400 ¢tr/min, Paugmentation est notable, mais pas aussi
importante que celle observée pour les machines de 900 et 1500¢r /min. Le couple massique
moyen de la gamme est présenté par ’histogramme de la figure V.7. Ce couple massique
est égal & la somme des couples développés par nos machines (qui est constant), divisée par
la somme de masses totales des matiéres actives. Entre la structure initiale et la structure
unique finale, ’augmente du couple massique moyen est assez significatif. Les autres discré-
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tisations n’apportent pas des gains importants par rapport & la structure unique finale. Les
ellipses en traits discontinus sur les figures V.6 et V.7 illustrent le regroupement effectué
lors du passage de 8 & 4 toleries. Les ellipses en traits continus quant a elles montrent le
second regroupement fait lors du passage de 4 & 2 toleries.

V.4.c Validation de I’approche d’optimisation de gammes

Nous allons valider les résultats d’optimisation fournis pas notre modéle de dimen-
sionnement semi-analytique par comparaison aux simulations numériques par éléments
finis réalisées sous Flux. Pour cela nous avons modélisé 2 machines, la premiére tourne a
900 tr/min et la seconde a 5500 tr/min.
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FIGURE V.8 — Induction dans le stator en 7" pour la machine de 11,8 kW a 900 tr/min
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FIGURE V.9 — Induction dans le stator en 7" pour la machine de 43,8 kW a 5500 tr/min
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FIGURE V.10 - Induction dans au rotor en T pour la machine de 43,8 kW a 5500 tr/min

Les figures V.8 et V.9 montrent que les stators de machines ne sont pas plus saturées
dans la tolerie optimisée qu’en tolerie initiale. Sur les figures V.10 et V.11 on voit qu’au
rotor, les ponts magnétiques restent de loin les régions les plus saturées aussi bien pour la
tolerie optimisée que pour la télerie initiale.

En ce qui concerne le champ magnétique dans les aimants, les figures V.12 et V.13
montrent qu’il est assez loin de la limite de 650 kA/m.
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FIGURE V.11 — Induction dans au rotor en T pour la machine de 43,8 kW a 5500 tr/min
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FIGURE V.12 — Champ dans les aimants en A/m pour la machine de 11, 8kW a 900tr/min

H (A/m)
0.6500E+06
0.6170E+06
H (A/m)
0-5833E+06 0.65008+06
0.5509E+06 0.6157E+06
0.517BE+06 0.58155+06
0 .4B4BEL06 0.54728+06
0. 45188406 0.51295+06
— 0.47865+06
0.4187E+06 o —
— -44448+
0.3857E+06 0. a101me06
— i
0.3527E+06 0.3758E+06
— —
0.3196E+06 0.34155+06
[ I
0.28668406 0.30735+06
. —
— 0.2730E+06
0.2535E+06 ‘—
— 0.23875+06
0.2205E+06 Y ngs
— E +
0.1B75E+06 Bt
— "
0.1544E+06 0.1359E+06
\ — /\ —
0.1214E+06 0.10165+06
(a) Structure initiale (b) Structure unique finale

FIGURE V.13 — Champ dans les aimants en A/m pour la machine de 43, 8kW a 5500tr /min

L’analyse de I’évolution du couple électromagnétique permet de faire 2 constatations.

e D’une part, le couple électromagnétique moyen obtenu avec la tolerie optimisée est
faible par rapport au couple moyen que fourni la télerie initiale (voir la figure V.14).
On observe une baisse respective de 16,81% pour la machine tournant a 900 ¢r/min
et de 7,13% pour la machine de 5500 tr/min.

e D’autres part, les ondulations de couple sont plus importantes avec la tdlerie op-
timisée qu’avec la tolerie initiale, ceci se traduit par des harmoniques 6, 12 et 18
beaucoup plus élevés pour la structure optimisée que pour la structure initiale (voir
la figure V.15).

Ces 2 conséquences sont dues principalement a une méme cause, a savoir, la non prise
en compte de la contrainte sur la largeur optimale des dents stator. En effet, le

couple électromagnétique de la figure V.14 contient essentiellement les harmoniques 5 et
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FIGURE V.15 — Spectre du couple électromagnétique en N.m

7. Ce couple est tracé sur une paire de péles, soit 2 pas polaire. Rappelons que 3 dents du
stator couvrent 2 poles car nous avons une machine & 12 dents et 8 poles.

Pour éliminer ’harmonique 5, les 3 dents doivent occuper une largeur égale a 3/5 de 2

pas polaire. Ce qui équivaut a :

3 dents occupent

1 dent occupe

ldent

3
g>|<2pds

1
= x 2 pds
=0, 4pds

(V.2)

On en déduit que pour éliminer I’harmonique 7, lgen: doit étre égal & 0, 2857pds. L’idéal
étant de trouver un compromis entre ces 2 valeurs ou d’éliminer I’harmonique le plus

important.

On comprend maintenant pourquoi les simulations par éléments finis ne permettent

pas de retrouver les mémes valeurs de couple électromagnétique que ceux obtenus avec le
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modéle semi analytique. En effet, ’élargissement des dents ne permet pas forcement de
récupérer plus de flux fondamental. Il autorise beaucoup plus le passage des harmoniques,
or nous savons que ces derniers ne participent pas a la création du couple.

V.5 Conclusion

Dans ce chapitre nous avons appliqué la démarche d’optimisation de gammes exposée
aux chapitres I et III & la structure HPM. La phase d’optimisation de gammes a été
précédée de la définition du cahier des charges et d’une optimisation classique. Cette pre-
miére étape a permis de juger la nécessité de mener une étude d’optimisation de gammes.
Les résultats obtenus montrent que la discrétisation optimale (nombre de toleries dans un
diameétre) est aussi fonction de la vitesse des machines.

Notons que les gains importants réalisés sur cette structure avec le modéle semi analy-
tique doivent étre nuancés. La non prise en compte de la contrainte sur la largeur optimale
de dent a conduit a I’élargissement de la surface de passage de flux. Or, les simulations
numériques par éléments finis ont montré que cet élargissement n’est pas bénéfique. En
effet, des dents trop larges permettent aux harmoniques 5 et 7 de se reboucler au stator, ce
qui entraine des oscillations de couple plus importants et une diminution du couple moyen.

L’intégration de la contrainte sur la largeur de dent atténuera I'importance des gains
et conduira & des gains du méme ordre que ceux obtenus avec la structure LSRPM.

On notera aussi que la thermique n’est pas le facteur dimensionnant. En d’autres termes,
la plupart des machines ne sont pas en butée thermique. En effet, les rendements requis
dans les spécifications du cahier des charges sont importants.
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En ingénierie électrique, le recours aux méthodes d’optimisation s’est généralisé dans
le processus de dimensionnement. Des travaux menés ces derniéres années ont permis de
réaliser des gains considérables en termes de cotit, de masse, d’encombrement, de ren-
dement, de fiabilité.... Cependant, la problématique de Doptimisation de gammes
était quasi inexistante. En effet, ces travaux ont porté sur le dimensionnement ou le pré-
dimensionnement d’une structure (machine électrique, transformateur, convertisseur sta-
tique. ..) pour une application donnée.

Dans cette thése, nous avons présenté une démarche d’optimisation qui traite de la
problématique de 'optimisation de gammes dans la conception des machines électriques.
Cette approche originale d’optimisation permet d’optimiser une (des) structure(s) non pas
pour une application donnée, mais plutét pour des applications diverses. Elle présente
un grand intérét pour le monde industriel ou la conception des gammes s’impose pour les
productions en grande série. Elle est basée sur la stratégie usuelle de conception de gammes
en industrie qui consiste a partager les composants entre différents produits. Cette pratique
connue sous le terme anglais de «components sharing» permet de réduire les cotits liés
a la fabrication, a 'industrialisation, au développement. . ..

Dans 'approche présentée dans ce manuscrit, la recherche de la (des) structure(s)
optimale(s) a partager entre différentes machines se fait grace a un algorithme
d’optimisation. Cette étude d’optimisation de gammes a présenté 2 difficultés majeures,
difficultés liées a la définition du probléme d’optimisation (modéle, choix de la fonction
objectif...) et a la capacité des outils & résoudre des problémes d’optimisation de grande
complexité.

Dans un premier temps, nous avons présenté les notions générales d’optimisation ainsi
que les machines retenues pour ’étude. Cette premiére phase a permis de faire des choix
adéquats pour mener a bien cette étude d’optimisation de gammes. Ainsi, nous avons opté
pour des modéles analytiques et semi numériques couplés avec une méthode déterministe
de type gradient (I’algorithme SQP). Avec ce couplage, le temps de calcul est extrémement
rapide et la gestion des problémes d’optimisation complexes est aisée. En effet, les modéles
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analytiques et semi-analytiques présentent 'avantage d’effectuer des calculs rapides par
rapport aux modéles numériques fins & base d’éléments finis. L’utilisation d’'une méthode
de type gradient se justifie par le fait que les algorithmes de ce type sont particuliérement
bien adaptés pour gérer des problémes d’optimisations de grande complexité (grand nombre
de paramétres et de contraintes).

Ensuite, nous avons développé un modeéle analytique multi-physique (magnétique, élec-
trique, thermique, mécanique) dédié a l'optimisation pour la machine LSRPM. Le bobinage
reparti de cette machine facilite énormément la mise en équations analytiques de cette ma-
chine. Ce modéle a été validé par des comparaisons avec des essais expérimentaux réalisés
sur différentes machines et pour différents points de fonctionnement. Ainsi, la robustesse
du modéle, facteur trés important en optimisation a été testée.

Des optimisations classiques plus simples ont permis d’abord de juger la nécessité de me-
ner une optimisation de gammes. L’application de la démarche d’optimisation de gammes
sur une série de 9 machines a montré que la discrétisation optimale dans un diamétre
donné est une fonction de la vitesse des machines. Nous avons aussi montré qu’en opti-
misation de gammes, il est judicieux d’avoir une fonction objectif (pondérée ou non) liée
a un paramétre technico-économique (coiit de la gamme, masse de la gamme...) plutot
qu’a un parameétre de fonctionnement ou de commande (rendement, courant, tension, angle
d’autopilotage. . . ).

Dans la suite du manuscrit nous nous sommes intéressés a la machine HPM & un
bobinage dentaire. Dans un premier temps, nous avons présenté le principe du bobinage
concentré (avantages, inconvénients et régles de design). L’approche semi-numérique par
réseau des reluctances est apparu étre la plus adaptée pour développer un modéle dédié
a 'optimisation pour cette machine. Nous avons aussi validé ce modéle par comparaison
avec des essais expérimentaux. L’application de la démarche d’optimisation de gammes a
conduit & la méme conclusion que sur la structure LSRPM, la discrétisation optimale est
une fonction de la vitesse des machines.

Cette étude n’a pas permis de définir une limite d’utilisation précise pour les 2 types de
bobinage (reparti ou dentaire). D’une part, les machines HPM et LSRPM étudiées sont de
diameétre différent. D’autres part, les technologies utilisées au rotor sont aussi différentes (a
piéces polaires pour le LSRPM et en monobloc pour le HPM). Néanmoins, nous pouvons
dire que le rendement des structures HPM est meilleur que celui des structures LSRPM en
basse vitesse. A contrario, lorsqu’on monte en vitesse, les machines LSRPM présentent un
meilleur rendement que les machines HPM.

En effet, les pertes cuivre sont prépondérantes vis & vis des pertes fer en basse vitesse
alors qu’en vitesse élevée, ce sont les pertes fer qui deviennent importantes. Ainsi, la faible
résistance électrique des structures HPM leur permet d’avoir un meilleur rendement tant
que les pertes fer sont négligeables. Mais, lorsque les pertes fer prennent de 'importance,
les structures HPM sont pénalisées a cause des pertes fer considérables qu’elles développent
au rotor.

Cette thése n’a fait qu’effleurer la problématique de l'optimisation de gammes. Des
améliorations sont certainement a faire sur la définition des fonctions objectifs et la for-
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mulation méme des modéles d’optimisation. On comprend trés bien qu’en industrie, le
volume de production n’est pas le méme pour toutes les machines de la gamme, d’ot 'inté-
rét d’avoir une fonction objectif pondérée. Notons aussi qu'un modéle de dimensionnement
multi-physique dédié a ’optimisation a été proposé pour une machine a bobinage sur dents.
Du moins pour la combinaison & 8 poéles et 12 dents, qui présente la méme périodicité au
stator et au rotor.

L’approche d’optimisation de gammes que nous avons présenté peut étre qualifiée
«d’approche horizontale». En effet, la(les) tolerie(s) a(ont) été optimisée(s) pour un
méme diamétre extérieur donné. Une «approche verticale» peut étre introduite, elle
consisterait a déterminer le nombre optimal des diamétres & concevoir dans la gamme.

Nous pouvons imaginer par exemple que pour concevoir une gamme des machines cou-
vrant les puissances allant de 10kW a 200kW, les concepteurs soient amenés a déterminer
le découpage optimal (nombre des diamétres ou hauteurs d’axe a prévoir)
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Annexe A

Modele du LSRPM complet

La figure A.1 présente une coupe 2D de la machine LSRPM. L’ensemble des relations
géométriques se déduisent de cette figure

|max enc

Dext

Eculasse Dales A

dent

‘ lden
€pPmo

=172 houv

Ddrbre

1]
il

e S
Imax_aim

FiGURE A.1 — Coupe 2D de la machine LSRPM

A.1 Calculs géométriques

e La largeur minimale des encoches :

7T(Da,les + 2h’0uv)

lmin enc —
- Nbenc

— ldent (A.1)

e La largeur maximale des encoches :

W(Dales + thent)

lmam_enc = Nbcnc - ldent (A2)
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e La surface brute d’une encoche :
C’est la surface totale de ’encoche sans la surface correspondant & son ouverture.

z [(Dales + 2hdent)2 - (Dales + 2houv)2]
4 Nbene

Sbrute = - (hdent - houv)ldent (A3)

e La surface nette d’une encoche :
Elle est calculée a partir de la surface brute et correspond a la surface disponible pour
loger le bobinage. Elle est obtenue en soustrayant a la surface brute la surface occupée
par l'isolant d’encoche et par la cale de fermeture dont ’épaisseur est supposée égale
a 0,5 mm et de longueur égale a 3 fois la largeur d’encoche.

Snette :Sbrute - episol<2hdent + lmaxienc + lminienc) - 07 5~367310uv (A4)

e La largeur maximale de 'aimant :
|min_aim

=
Les aimants ont la forme d'un trapéze comme illustré ci
contre, la largeur maximale (lyae aim) s'exprime en fonc-
) tion de la largeur minimale (lin «im), de la pente et de la
haim -
hauteur (hgim)-
I - _9 lminiaim o penteh 4 (A 5)
L max_azm - 2 100 atm .
! X |
l—>!
|max_aim

e La longueur de l'arc polaire intérieur :

L
Cet arc est calculé aux bas des aimants au niveau du

moyeu. Ce paramétre entre dans le calcul du flux des
< fuites des aimants. Il est donné par

7.[-(Dales—Qhaim_fomin )
poles

arcy int =

- lmax_aim (A6)

e
e Le diameétre de 'arbre
Il se déduit des autres paramétres et se calcule par ’expression

Darbre :Dales - 26maac - 2haim - 26]9mde - 2€pmoyeu (A7)

o [’épaisseur de la culasse stator
Elle se détermine aussi a partir des autres paramétres géométriques de la machine et
est donné par la relation :

Dyt — (Dgjes + 2h
eculasse = et ( a;es dent) (A-.8)
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A.2 Calculs liés aux bobines

On suppose que le bobinage est situé au centre d’'une encoche, on peut donc calculer la
longueur moyenne d’une spire par la relation :

Dales + hdent>

poles

Dales
2 —A A.
+ 50 310 (A.9)

Lspire_moy :2Lfe'r +m <
Le second terme et le troisiéme représentent respectivement la longueur des tétes de
bobine & l'extrémité du stator et la longueur due au pliage des chignons. Le deuxiéme
terme est multiplié par 2 car une bobine a au moins 2 chignons. La multiplication par 4 du
troisiéme terme tient du fait qu'une bobine a 2 pliures par tétes de bobine. La fraction qui
suit est un coefficient empirique de proportionnalité qui permet de déterminer la longueur
de courbure de bobine (pour un stator de 310 : mm de diameétre d’alésage, chaque pliure
mesure 50 mm).

La longueur des tétes de bobine correspond a la longueur du conducteur située en
dehors du paquet des toles. Elle se calcule aisément en soutirant 2 fois Ly, & la longueur
moyenne d’une spire.

Lspire_moy - 2Lfer

Lteteibob = 9 (AlO)
A.3 Calculs mécaniques
e Pulsation de rotation :
wVitesse
Q= — A1l
30 (A11)
e Couple sur l'arbre :
P
Couple = —* (A.12)
Q
e Vitesse périphérique du rotor :
QD
V})erz‘ph = 2ales (Al?))

e Force centrifuge appliquée eu rotor :

[%Mvol_toleLferQ2 [(Dales - Qemin)3 - (Dales - 2ema:c - 2haim)3]
Fcentrifuge = 3.3

(A.14)
e Contrainte résultante sur la queue d’aronde :
1,12

93 A15
Lo (e A

Le coefficient 1, 1 traduit le fait que I'on peut atteindre une survitesse de 10% par rap-

Oapprox _queue = Fcentrifuge

port a la vitesse nominale. 2 est un coefficient de sécurité. ﬂ?)) traduit la contrainte
résultante selon Von Miles
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e Contrainte résultante sur l'arbre :
Elle est calculée par la relation :

Coupl
Oarbre :% (A16)

Rorbre

avec Rgrpre le rayon de I'arbre et J le moment d’inertie de 'arbre dont I’expression
est
_7TD4

arbre (Al?)

J 32

En remplacant J par son expression dans la relation A.16 on arrive a

Couple.9
Oapprox_arbre = 1 D3 (A18)
16~ arbre

9 est un coefficient de sécurité qui permet de tenir compte de la fragilisation de I’arbre
due au clavetage et a diverses contraintes.

A.4 Calculs électriques

e La fréquence :
Elle se calcule & partir de la pulsation électrique qui elle méme dépend de la vitesse

mécanique du rotor.

poles
w =
2

Q (A.19)

e Le nombre de spires par phase :

Il dépend du nombre d’encoches, du nombre de conducteurs par encoche et du nombre

de voies d’enroulement en paralléle.

La notion de «conducteurs par encoche» peut préter a confusion, nous allons donc

essayer de la préciser dans le but de designer exactement la méme chose. certains

auteurs parlent de «faisceaux», d’autres de «sections», voire trés abusivement

(et de maniére qui devrait étre proscrite) de «spires». Dans notre terminologie,

«conducteur» et «faisceau» sont équivalents.

On notera que :

— Une spire est constituée de 2 conducteurs ou faisceaux (1 aller et 1 retour), mis en
série par les tétes de bobines.

— Un conducteur ou faisceau peut étre constitué de plusieurs brins (ou " fils en main
"), qui sont donc mis électriquement en paralléle.

— Le nombre de conducteurs par encoches doit préférablement étre pair dés lors que
I’on prévoit un bobinage imbriqué a deux étages, ou un pas non diamétral, sous
peine d’un certain déséquilibre.

En ce qui concerne le nombre de voies d’enroulement en paralléle, on peut prévoir
au maximum autant de voies que de poéles, et dans ce cas le nombre d’encoches par
pole et par phase doit impérativement étre entier. Si ce nombre est fractionnaire,
et selon le dénominateur de la fraction irréductible, il est possible que le nombre
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de voies d’enroulement en paralléle soit limité au nombre de paires de poéles, voire
a un bobinage en série par phase.

Compte tenu de tout cela, le nombre de spires en série par phase d’une machine
triphasée s’exprime par la relation :

NbeneNbeond
Nbspiresﬁphase = 6;:;;) ] i 7jnc (AQO)
circ_para

Le chiffre 6 au dénominateur tient du fait que nous avons 3 phases et qu’il faut 2
conducteurs pour constituer une spire.
e Le coefficient de bobinage :
Le coefficient de bobinage considéré dans ce modéle prend en compte & la fois le
coefficient de raccourcissement et le coefficient de distribution. Il est donné par :

Kbgiop =ky kg (A.21)

sin (%)

s Nbenc _
2 (poles T'G,Cpas)

avec k, = sin et kg=

r Nbene d Nbene gy mpoles

poles 3poles 2Nbene

e [’épaisseur de peau :
Tempcuivre
2peu(1 + —5580) A
profpenetration = ( 22)

2w freqpuo

e Diamétre maximal de fil :
L’effet pelliculaire entraine une circulation du courant & la périphérie. Ainsi, pour
utiliser le cuivre de fagon optimale, le diamétre de fil choisi ne doit pas dépasser
une certaine valeur. Valeur qui dépend aussi bien de l'effet de peau que des effets de
proximité dues a la juxtaposition des plusieurs fils.

Dt 95 (A.23)
profpenetration
e Entrefer corrigé :
L’entrefer géométrique varie le long d’un pdle. Il est minimal en face d’une dent
et maximal en face d’une ouverture d’encoche. La technique la plus utilisée pour
prendre en compte cette variation de perméances est d’utiliser les coefficients de
Carter. Cependant, la variation de I'entrefer le long d’un pole implique une variation
du coefficient de Carter, on aura donc un coefficient correspondant I’entrefer minimal
et un autre correspondant de 'entrefer maximal :

Ts Ts
ke emin = — et ke emar = — (A.24)
Ts = louv+5emin Ts — louv+demaz
. D 1
avec T le pas dentaire T, =——— A.25
p
Nbenc

Comme les entrefers sont potentiellement importants par rapport aux pas polaires, on
applique la formulation logarithmique. On aboutit alors aux expressions finales des
entrefers corrigés prenant en compte la correction de Carter et les effets de courbure :
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Dales Dales
timi = 1 A.26
Chitmin_eff 2 " Dgjes — 2entminkc_emin ( )
Dales Dales
t = 1 A.27
o maz_eff 2 " Dales - 2entma:vkc_ema:c ( )

Le méme raisonnement appliqué au moyeu dont ’épaisseur est corrigée uniquement
par la prise en compte des effets de courbure donne :

e _ Dales - 267ufmaz - 2haim In Dales - 26ntmax - 2haim
moyeu_eff 2 Dales - 2€ntma1’ - 2haim - 2€m0yeu
(A.28)

e Les réactances de fuite :
Elles sont calculés par la relation traditionnelle X = Lw, avec L = N2/R. R est
une réluctance et N le nombre de spires. Dans notre modéle, ces reluctances seront

calculées par des relations empiriques issues de I'expérience industrielle :

2477#0Nb2 i h 0, 06Ltete bob
Xteteibob = Spﬂ"es;)i)le(zse — (A29)
2
2
Xenc - 247T'U’ONbspires_phase Lfer ( hdent/3 + 1, 5houv> <A30)
Nbenc lminienc louv

e La résistance de phase :
Elle se détermine grace a la relation classique R = pL/S dans laquelle p est la
résistivité du cuivre qui dépend de la température, L la longueur de cuivre par phase
et S la section équivalente du conducteur. Au final, on aboutit a I’expression :

(A.31)

Rchaud = Pcu (1 + Te?npcmvre) L Nbspires_phase

235 P Nbygges Nbgas 5 D%y

e Coefficient de remplissage des encoches :
C’est le rapport entre la surface de cuivre et la surface nette d’encoche. Le diamétre
de fil est augmenté de 0,1 mm d’épaisseur de '’email. La surface du cuivre est égale
a la surface du carré circonscrit, on arrive donc a l'expression :

Nbfils(Dfil + 07 1mm)2Nbcondienc

Snette

Rempleony = (A.32)

Nous pouvons aussi calculer les rapports entre la surface réelle de cuivre (sans émail)
et les surfaces nette et brute d’encoche.
%D?ilefilsNbcondienc

Snette
%D]%Z‘lefllsNbcond_enc

S brute

(A.33)

Cusur_S_nette =

(A.34)

Cusur_S_brute -
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A.5 Calculs électromagnétiques

A.5.a Expression de la force magnétomotrice

Nous suivrons la démarche usuelle pour déterminer ’expression analytique de la force
magnétomotrice. Nous allons en premier lieu déterminer la décomposition harmonique
d’une spire diamétrale quelconque. Ensuite, nous sommerons les contributions d’autres
spires de la méme phase. Enfin, nous combinerons les contributions des autres phases.
L’annexe B contient des calculs plus généraux que ceux exposés dans cette partie.

On suppose que notre spire diamétrale est parcourue par un courant d’amplitude I,.
La FMM peut alors étre représentée par la fonction rectangulaire de la figure A.2.

i}e

AFmm

® ni/2 ®

—Tt/2 /2

—ni/2

(a) Bobine diamétrale d’une (b) Fmm d’une phase en fonction de l'angle 6
phase

F1GURE A.2 — Machine bipolaire a bobine diamétrale

La fonction Fmm(€) est impaire, sa décomposition en série de Fourier n’admet que des

termes b,. On peut donc écrire :

9 [T
by = 2 / Fmm(6)do (A.35)
T Jo
Cette intégrale peut se calculer sur une demi-période :
2 ("1,
b= 2 /O = sin(nf)do (A.36)
21,1 x_ la
by, = o [—cos(nb)]y = o [— cosnm + cos n0] (A.37)
20, o
d'ou b, =0 sinestpair et b, =— -sin estimpair (A.38)
nm
(A.39)
au final, on aboutit a ’expression :
21, <= sin [(2k + 1) 4]
F o= — _— A.40
i T = 2k+1 ( )

avecn =2k +1
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Supposons que I, = J,v/2sin(wt), I'expression de la FMM s’écrit alors :

2JuV2 o= sin [(2k + 1) 0] sin wt
F = A4l
SR ; 2% + 1 (A.41)
En utilisant les relations trigonométriques des angles supplémentaires on arrive & :
JaV/2 a cos [wt — (2k +1) 0] cos [wt + (2k +1) 6]
F = — A.42
mmg = =) % + 1 % + 1 (A.42)

1=0

Souvent, une bobine est constituée de Nbconc enc conducteurs électriquement en pa-
ralléle par encoche. En prenant aussi en compte le coefficient de bobinage et le nombre
d’encoches par pole et par phase, on arrive a 'expression de la F'mm d’une phase :

Nbeone encda V2 enc > —
Framg = B V2 Nb Kbyop Z cos [wt — (2k + 1) 0] _ cos [wt + (2k 4+ 1) 0]
=0

™ 6p 2% + 1 2%k + 1
(A.43)

Nous allons maintenant prendre en compte la contribution de 2 autres phases. Notons
aussi que le modeéle est établi avec 'hypothése du premier harmonique. Le principe du
bobinage reparti avec un nombre d’encoches par pole et par phase strictement supérieur a
2 permet de considérer les grandeurs de la machine comme étant sinusoidales. Les F'mm
des 3 phases s’écrivent alors :

Nbconciencja\/i Nbe’nc

Fmm, = - o Kbgiop[cos(wt — 6) — cos(wt + 6)]

J— Nbconc_;nch\/i N gpn Kbgop[cos(wt — 27/3 — 0 4 21/3) + - -- (A.44)
o —cos(wt — 27 /3 + 0 — 27 /3)]

Fmm, = Nbeone_encJev/2 N benCKbglOb [cos(wt — 47 /3 — 0 + 47 /3) + - - -

™ 6p
- — cos(wt — 4 /3 + 0 — 4r/3)]
(A.45)

Jo = Jp = J. = J car la machine est équilibrée. La F'mm résultante est égale a la
somme des 3 F'mm élémentaires. On effectue la somme des premiers termes entre crochets
entre eux et une autre somme pour les seconds. La somme des seconds termes s’annule
alors que les premiers termes s’ajoutent pour donner :

3Nbeone encd V2 Nbene
_ f . Kbglob Cos(wt — 6) (A.46)
T

Nbenchcond_enc
6Nbcirciparal

metotale =

g Less

avec
Nbcirciparal

et Nbspiresiphase =

d’ot, 'expression du fondamental de la F'mm

31 2Nbg,; Kb
d’ot  Fmmyoiale = eff\f spires_phase? “glob cos(wt — 0) (A.47)
0y
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A.5.b Calcul de ’induction dans I’entrefer

La détermination de la forme d’onde passe par la résolution d’un systéme d’équations
non linéaire de 2 équations a 2 inconnues. Ces 2 équations sont issues de ’application
du théoréme d’ampére d’une part et de la loi de conservation de flux d’autre part. Dans
le chapitre II nous avons détaillé les calculs des différents flux qui interviennent dans la
loi de conservation de flux. Nous allons maintenant détailler le calcul sur 'application du
théoréme d’ampeére. Le contour d’application du dit théoréme est représenté sur la figure

A3

Stator

J Bent

S5UD NORD

90° 0 a1 90° 180° &2 270°  Gelee

FIGURE A.3 — Développement d’une paire de poles et contour d’application du théoréme
d’Ampeére

On fait ’hypothése que les ampéres-tours consommés dans la culasse et les piéces
polaires sont négligeables. De plus, le flux traverse toujours 2 dents du stator (une a l’aller
et une autre au retour). L’application du théoréme d’ampére permet d’écrire :

Bent(Gl) k:dsBemg(Hl)hdem kdsBent(GQ)hdent
Haimlmin aim + ent(01) + —
- O B @) pogie (Bom(62))
By (02
_ Benl®2) 09y = Paivion) — FrM(62) (A.48)
Ho

En posant 02 = 01 + 7 et en s’appuyant sur la symétrie de la machine nous pouvons
ecrire : Bept(01) = —Bent(02) et eq(01) = eq(02). 'évolution de la F'mm étant sinusoidale
nous pouvons aussi écrire que FMM (02) = FM M (61).

La relation A.48 peut se simplifier sous la forme :

n 2Bent(91) ent(@l) + 2Bent(91)kd5hdent

Ho ot B (01)) 2 mm(01) (A.49)

Haimlmin_aim

L’angle 01 peut étre généralisé le long d’un poéle en posant #1 = 6. La relation A.49

devient alors :

2B€7’L EN
+(6) ent(0) + kdshgent

o B (0) = 2Fmm(0) (A.50)

Haimlmin_aim +
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Notons que 'axe du rotor peut étre décalé de 'axe du stator d’un angle §. A I'instant
t = 0, la fonction F'mm de la relation A.47 s’ecrit :

o 3Ieff \/ﬁNbspiresiphaseKbglob

F 0 0—o
mm(0) - cos( )
D
ou encore Fmm(0) = charge_lineique—"< cos(f — 9) (A.51)
p
31 2N by, Kb
avec charge_lineique = es1V2 spires_phase™ “glob (A.52)
T Dales
Le théoréme d’ampére peut se mettre sous la forme :
2Bent(9) |: dehdent :| L Dales
Heimlmin ai ——= |ent() + ——————| = charge_lineique——— cos(f — o
armm mzn_azm IIJ,O ( ) 'LLT»(Bent(e)) g — q p ( )

(A.53)

En exprimant le décalage § par rapport a I'angle d’autopilotage a en écrivant § =
a + /2 on arrive a 'expression finale du théoréme d’ampeére.

2Bent (9)
Ho

kdshgent
Hor (Bent (9) )

Dales

Haimlmin_aim sin(9 — a)

ent(6) +

} = charge _lineique

(A.54)

A.6 Calculs thermiques

A.6.a Calcul des résistances thermiques

e Les résistances des parties haute et basse du bobinage sont données par :

1 hd;nt 1 hdgnt
Rpob1 = - 7 et Rpobz = = (A.55)
Abob L mln_enc+ ma:l:ienc AbOb L mzn_enc
fer 4 fer 2

e La résistance d’'une demi-dent :

1 hdent

Ryent = 2 A.56
ent )\fer_Stator Lferldent ( )

e La résistance radiale de 'isolant d’encoche :

. €EPisol 2
Risol cul — <rzcul + ) <A57)
- i Lfer [W(Dal]evs;jildent) — Lient
e La résistance ortho radiale de l'isolant d’encoche :
Risol dent — Ticul + Pisol 2 <A58)
- Ai Lferhdent

Les résistances Riso; cul €6 Risol dent PeUvent prendre en compte une éventuelle ré-
sistance de contact ri., entre 'isolant et la tole.
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Les résistances des parties haute et basse de la culasse :

1 Nbenc Dezt
Reun = In ( > A.59
«“ )\fer_Stator 27rLfer De:vt — €culasse ( )

1 Nbenc De.rt — €culasse
R 12 = In ( A.60
« )\fer_Stator 277Lfer Dext - 2eculasse ( )
e La résistance de contact entre la culasse et le carter :
1 Nbene Doyt +0.002m
R = | A 61
cul_carter )\cul_cart 27TLfer " Deyt ( )
e La résistance de la toile du carter
1 Nb D 0.002 2
Rca'r‘te’r‘ _ enc 111 < ext + m + epoartar) (A62)
)\carte'r’ 27TLfe7‘ De:rt + 0.002m
e La résistance de convection au niveau des ailettes :
Nb
Railettes — e (A63)

[(Dext + 2epcarter + 0002771)7[' + Nbail2hail] Lailhconv

A.6.b Détermination du diamétre hydraulique

La figure A.4 présente les parameétres géométriques du carter a I'exception de la longueur

des ailettes.

€Pcarter

hail

Ibas_ai{
|bas_ai|

FIGURE A.4 — Géométrie retenue pour I’établissement du modéle thermique

e Calcul de la surface de passage :

D 2ePioite + 2hait)? — (D 2eDioile)?
Spass :77[( cat T 2CProite T C”i) ( s eptozle) ] _Nbailhaillmoy_ail (A~64)

lbasiail + lhautiail
2

avec  lmoy ail =
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La connaissance de la surface de passage permet de déterminer la vitesse du fluide

(air dans notre cas) en faisant :

Vair

_ Débit

Spass

Calcul de la distance entre les pieds des ailettes :

DiStpiedsiail =T

(Dezt + Zeptoile)

Calcul de la surface brute d’échange :

Sbrute_ech = (DiStpieds_ail + 2hail)Nba'ilLail

Calcul du périmeétre brut :

Calcul du Diamétre hydraulique :

Sb’ruteiech
Pbrut = Li
ail
S.
Dhyd — g pass

Nbail

Pbrut

- lbasiail

(A.65)

(A.66)

(A.67)

(A.68)

(A.69)



Annexe B

Bobinage des machines électriques

B.1 Le bobinage réparti

Le bobinage des machines synchrones est situé au stator, il est identique & celui des
machines asynchrones. Son but est de générer un champ tournant dans U'entrefer. Le cas
idéal serai d’avoir un champ glissant parfaitement sinusoidal, mais en réalité ce champ
n’est jamais parfaitement sinusoidal, il est toujours composé d'un terme principal appelé
«fondamental ou harmonique de rang 1» et une suite de fonctions périodiques d’ampli-
tudes et de fréquences différentes. La répartition du bobinage a pour objectif d’atténuer
ou d’éliminer certains harmoniques, en effet ceux ci ne participent pas a la création du
couple, mais sont a l'origine des phénoménes indésirables tel que les bruits, les vibrations,
les pertes fer, les ondulations de couple [57].

Dans ce mémoire, nous nous limiterons au cas du bobinage triphasé, parce que les
machines triphasées constituent la grande majorité des machines polyphasées. Cependant,
I’étude qui y est décrite peut facilement étre étendue & d’autres bobinages polyphasés.

B.1.a Cas d’une bobine diamétrale

Le nombre minimal d’encoches pour réaliser une machine triphasé est de 6, on se re-
trouve alors avec une machine bipolaire & 1 encoche par pole et par phase. Sur la fi-
gure B.1(a) nous avons représenté les conducteurs aller et retour d’une phase sans les
connexions frontales. L’entrefer est supposé lisse sans encochage, et les n conducteurs d’une
encoche sont représentés par un seul conducteur situé a ’alésage du stator. Si cette bobine
équivalente est parcourue par un courant ¢. La forme d’onde de la force magnétomotrice
aprés une rotation compléte du rotor sera celle de la figure B.1(b), elle vaut ni/2 de —m/2
a /2 et —ni/2 ailleurs. Sur cette figure nous n’avons pas représenté les variations locales
du champ dues & la présence d’encoches, nous avons aussi supposé que la perméabilité du
fer est infinie.

La fonction F'mm de la figure B.1(b) est paire, donc sa décomposition en série de
Fourier ne contient que des harmoniques de rang impaires et s’écrit :

Fmm(0) = (Ajcosf+ Ascos36+ ...+ Apcoshd) (B.1)
avec h =2k + 1, d’ou

4na

Agky1 = m(—l)l’C (B.2)
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) “me

O] ni/2 ®

—Tt/2 /2

—ni/2

(a) Bobine diamétrale d’une (b) Fmm d’une phase en fonction de ’angle
phase

FIGURE B.1 — Machine bipolaire & bobine diamétrale

La relation B.2 permet de calculer 'amplitude des différents harmoniques et ceux ci ne
sont pas négligeables. En pratique, la configuration a 1 encoche par pole et par phase n’est
jamais retenue. Pour atténuer le contenu harmonique de la fmm, les constructeurs des
machines distribuent régulierement les conducteurs d’une phase dans des encoches voisines
le long de I'entrefer.

B.1.b Répartition d’'un enroulement en q bobines

La distribution du bobinage consiste a répartir les n conducteurs d’une bobine en ¢
bobines de n/q conducteurs. Dans ce cas, la fmm résultante est la somme vectorielle des
fmm de chaque bobine. Cette technique permet d’obtenir une forme d’onde de la frmm en
escalier, beaucoup plus proche de la sinusoide que 1'onde rectangulaire [66]. Sur la figure B.2
nous avons représenté deux machines, une a 2 encoches par pole et par phase figure B.2(a)
et l'autre a 3 encoches par pole et par phase figure B.2(c). Dans le premier cas, les encoches
sont espacées d'un angle 8 qui vaut 30°, et dans le second cas 'angle § vaut 20 °. Les
fmm résultantes figures B.2(b) et B.2(d) montrent qu'un nombre élevé d’encoches par
pole et par phase est favorable, si I’on désire se rapprocher sensiblement d’une sinusoide.

Quantitativement, on appelle coefficient de distribution le rapport entre la fmm réelle
et la fmm que fournirait le bobinage, si toutes les bobines étaient confondues dans une
seule encoche. Ce coeflicient est donné par la relation :

i haB
SN —J—

kan = - ?Lﬁ (B.3)
qSln7

La décomposition en série de Fourier des fonctions fmm de la figure B.2 est identique a
celle de la bobine diamétrale & 1 encoche par pole et par phase au coefficient multiplicateur
kqp, prés.

4ni
Agg1 = o (=1 kaean41) (B.4)

2k + 1)

Le tableau B.1 donne I’évolution du coefficient de bobinage en fonction du nombre
d’encoche par pole et par phase pour le 7 premiers harmoniques. On voit nettement que le
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-2

ni/2

\Fmm

/2

(a) Bobines répartis dans 2 en-

coches

—T

-ni/2

(b) fmm obtenue avec 2 encoches par pole et par phase

ni/2

\Fmm

/2

(c) Bobines répartis dans 3 en-

coches

FIGURE B.2 — Bobinages diamétrales & 2 et a 3 encoches par pdle et par phase

-

(d) frmm obtenue avec 3 encoches par pole et par phase

| ; 0
L —ni/2

taux des différents harmoniques est fortement diminué, en particulier celui des harmoniques

5 et 7 qui sont les plus génants.

‘ Aojy1

1 3 5 7 9 11 13
1| 1,000 | 0,333 | 0,200 | 0,143 | 0,111 | 0,091 | 0,077
210,966 | 0,236 | 0,052 | 0,037 | 0,079 | 0,088 | 0,074
310,960 | 0,222 | 0,044 | 0,025 | 0,037 | 0,016 | 0,017
410,958 | 0,218 | 0,041 | 0,023 | 0,030 | 0,011 | 0,010

Tableau B.1 — Evolution Ag;41 en fonction de ¢
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B.1.c Raccourcissement du pas de bobinage

Jusqu’a présent, nous nous sommes intéressé qu’au seul cas des bobines diamétrales
ayant une ouverture angulaire de 7. Le principe du pas raccourci figure B.3(a) consiste a
avoir des bobines avec une ouverture angulaire de 7, avec ¢ un entier réel inferieur a 1 [17].
Ce principe introduit un nouveau degré de liberté qui permet d’améliorer sensiblement le

taux d’harmoniques ou d’en supprimer certains [66].

AFmm
ni(1-6/2)
—dm/2f Sm/2
= - e
-ni(8/2)
(a) Bobine a pas raccourci (b) fmm d’une bobine a pas raccourci

F1GURE B.3 — Principe du raccourcissement du pas de bobinage

La décomposition en série de Fourier de la fmm de la figure B.3(b) ne contient que des
harmoniques impaires comme pour la bobine diamétrale, elle fait apparaitre un nouveau
terme multiplicatif k,j, avec :

. (2k+1)om
krokr1y = sin T (B.5)
Donc, pour éliminer I’harmonique de rang 2k+1, il faut avoir w = mm avec m entier.

B.1.d Le coefficient de bobinage

Ce coefficient est obtenu par simple produit du coefficient de distribution par le coeffi-

cient de raccourcissement :

kyorry = Kaer+) ke (B.6)
L’amplitude de différents harmoniques est alors de :

4ng i
Agpt1 = m(_l) Kp(2k+1)

Les pas raccourcis de 4/6 ,6/9 et 8/12 qui se raménent tous & un pas raccourci de
2/3 ne sont pas intéressants. Certes ils éliminent I'harmonique 3 et ses multiples, mais le
fondamental est fortement atténué et les harmoniques 5 et 7 sont un peu plus importants.
De plus, comme on le verra par la suite, la présence de I’harmonique 3 et ses multiples
dans les fmm élémentaires n’est pas génante, puisque ces types d’harmoniques sont nulles
dans la fmm¢suitante du fait de I’alimentation triphasée équilibrée de la machine.
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A2k+1
1 3 5 7 9 11 13

1 3/3 1,000 | 0,333 | 0,200 | 0,143 | 0,111 | 0,091 | 0,077
6/6 | 0,966 | 0,236 | 0,052 | 0,037 | 0,079 | 0,088 | 0,074
2| 5/6 | 09331 0,167 | 0,013 | 0,010 | 0,056 | 0,085 | 0,072
4/6 | 0,837 | 0,000 | 0,045 | 0,032 | 0,000 | 0,076 | 0,064
9/9 | 0,960 | 0,222 | 0,044 | 0,025 | 0,037 | 0,016 | 0,017
8/9 | 0,945 | 0,192 | 0,028 | 0,009 | 0,000 | 0,006 | 0,011

q 1)

3 7/9 0,002 [ 0,111 | 0,008 | 0,019 | 0,037 | 0,012 | 0,003
6/9 || 0,831 | 0,000 | 0,038 | 0,022 | 0,000 | 0,014 | 0,014
12/12 [ 0,958 [ 0,218 | 0,041 | 0,023 [ 0,030 [ 0,011 | 0,001
11/12 | 0,949 | 0,201 | 0,033 | 0,014 | 0,012 | 0,001 | 0,001

4 [10/10 [ 0,925 [ 0,154 | 0,011 | 0,006 | 0,021 | 0,011 [ 0,009

9/12 || 0,885 | 0,083 | 0,016 | 0,021 | 0,028 | 0,004 | 0,004
8/12 || 0,829 | 0,000 | 0,036 | 0,019 | 0,000 | 0,010 | 0,008
7/12 || 0,760 | 0,083 | 0,041 | 0,003 | 0,028 | 0,007 | 0,006

Tableau B.2 — Evolution de Asjy1 en fonction de ¢ et de §

B.1.e Bobinage a 2p poles

Jusqu’a présent, nous avons étudié seulement le cas d’un bobinage bipolaire, cela sup-
pose l'existence d’un seul pole nord et d’un seul podle sud le long de 'entrefer. En d’autre
termes, on ne rencontre qu’une période de la fonction Fmm(#) sur 360 ° . Les machines bi-
polaires sont trés utilisées dans de nombreux secteurs industriels. Cependant, le principe de
la concentration de flux oblige d’avoir un grand nombre de paire de pdles, ce nombre devant
étre au minimum égal a 3 [52]. C’est ce qui introduit la notion des bobinages multipolaires.

Si nous plagons un point fixe ) dans l'entrefer et que nous tournons le rotor sur un
tour complet. Ce point verra défilé p poles nord et p poles sud. Dans le cas d’'une machine
tétrapolaire nous aurons la fonction F'mm de la figure B.4(a). L’étude de ces bobinages
multipolaires peut toujours se ramener a celui d’un bobinage bipolaire figure B.4(b). Pour
cela, on distingue 'angle mécanique (6,,) et I'angle électrique (6. ), ces 2 angles étant liés
par la relation B.7.

e = pOm (B'7)

L’utilisation de I'angle électrique permet de standardiser les propriétés des enroulements
des machines électriques peu importe leur nombre de paires de podles. C’est pourquoi dans
la suite du document, nous travaillerons exclusivement qu’avec ’angle électrique. De plus,
pour simplifier la tache, 0 sera équivalente de 6..

B.1.f Fmm résultant d’un Bobinage triphasé

Un bobinage triphasé est composé des 3 enroulements identiques décalés de 27 /3 dans
I’espace et parcouru par un systéme triphasé des courants équilibrés. La fmm résultante
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Fmm Fmm
® @® ni2 ® ® ®  nip ®
—m/2 In/2
- 12 2 T Om - I3 0
i - i b—
(a) En fonction de ’angle mecanique (b) En fonction de I’angle electrique

FiGURE B.4 — Fmm d’une phase d’un bobinage tétrapolaire

est la somme des fmm des trois phases. Supposons que le bobinage soit alimenté par le
systéme triphasé direct B.S8.
I,(0) = IV 2cos(wt — @)
I,(0) = I 2cos(wt — p — 210/3) (B.8)
I.(0) = IV 2cos(wt — ¢ + 27 /3)
4nl/2

Posons Fop41) = (2R TT) (—1)%, les fmm élémentaires sont alors donnés par le systéme B.9

ci dessous
Fmmg(0) = Fopq1ycos(wt — p)cos[(2k + 1)0]
Fmmy(0) = Fiopq1ycos(wt — ¢ — 21 /3)cos[(2k + 1)(0 — 27/3)] (B.9)
Fmme(0) = Fiopq1ycos(wt — ¢ + 27 /3)cos[(2k + 1)(0 + 27 /3)]

En utilisant les relations trigonométriques des angles supplémentaires on arrive a :

Flok+1)
Fmm,(0) = T[cos((Qk + 1) + wt — @) + cos((2k + 1)0 — wt + )]
Flory)
Fmmy(0) = ————[cos((2k + 1)0 + wt — o — (2k +2)27/3) + - - - (B.10)
o+ cos((2k + 1)0 — wt + @) — 2k27 /3]
Floky)
Fmm.(0) = 5 [cos((2k +1)0 + wt — o + (2k +2)27/3) + - - -

<+ cos((2k + 1)0 — wt + @) + 2k27 /3]
La fmm résultante s’obtient en superposant les 3 fmm élémentaires
Fmmyssuitante = F'mmg + Fmmy, + Fmm, (Bll)

Plusieurs cas s’offrent & nous en fonction des harmoniques, nous effectuerons une sommation
des premiers termes entre crochet du systéme B.10 entre eux et ceux des seconds termes

entre eux aussi.

e Le fondamental :

Dans ce cas, k = 0, la somme des premiers termes entre crochet est nulle et celle des

seconds termes s’ajoutent pour donne :
3
Fmmy = §F1005(9 —wt + ) (B.12)

Anl/2
27

avec I} =
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Nous sommes alors en présence d'un champ tournant sinusoidale, ce champ tourne
a la vitesse angulaire df/dt = w dans le sens direct. Si nous avions alimenté notre
bobinage avec un systéme inverse de courant, nous aurions obtenu un champ tournant
de méme amplitude et de méme fréquence, mais tournant dans le sens opposé a la
vitesse angulaire df/dt = —w

e L’harmonique 3 et ses multiples :
On a 2k +1=3m, d’ou :

2 2 2
(2k + 2)?77 =(3m+ 1)?7T = ?ﬁ modulo 2
27 27 2m
2% = (3m 1)L =T 2
k 3 (3m )3 3 modulo 2w

La somme est nulle aussi bien pour les premiers que pour les seconds termes entre
crochet. La fmm résultante ne contient pas d’harmoniques multiples de 3, méme si
les composantes élémentaires en contiennent [66].

e Les harmoniques de rangs non multiple de 3 :

Il s’agit des autres harmoniques impaires, ils s’expriment par 2k + 1 = 6m + 1.
- 2k+1=6m—1:

21 = 6m2—7r = 0 modulo 27

3 3
2 2 2
2k§ = (6m — 2)?7r = % modulo 2w

(2k+2)

Les premiers termes entre crochet s’additionnent et les seconds termes s’annulent.
On abouti alors a une fmm inverse, qui tourne dans le sens opposé du fondamental
a la vitesse angulaire df/dt = —w/(6m — 1).

Fmmgp,_1) = gngm_lcos((Gm —1)0 + wt — ) (B.13)
I - AnI/2
WEETEm=D = or6m — 1)
- 2k+1=6m+1:
2 2 2
(2k + 2)—7r = (6m + 2)—7r = — =" modulo 21
3 3 3
2 2
2k?7T = GméT = 0 modulo 27

Cette fois, c’est les premiers termes entre crochet qui s’annulent. La fmm obtenue
est directe et tourne dans le méme sens que le fondamental & la vitesse angulaire
do/dt =w/(6m + 1).

3
Fmmgmi1) = §F6m+1cos((6m +1)0 —wt + ) (B.14)

Anl/2

wee Fom1) = 5 tm 1 1)



OPTIMISATION DE GAMMES : APPLICATION A LA CONCEPTION
DES MACHINES SYNCHRONES A CONCENTRATION DE FLUX

Résumé Les travaux de cette thése portent sur 'optimisation de gammes dans la
conception des machines synchrones a concentration de flux. Dans un premier temps, un
modéle de dimensionnement multi physique dédié a 'optimisation a été développé pour
chaque machine retenue pour cette étude. Un modéle analytique pour la structure a bobi-
nage reparti et un modéle semi-analytique & base de réseaux de réluctances pour la machine
a bobinage sur dents. Dans un second temps, nous avons validé nos modéles par comparai-
son avec des essais expérimentaux. L’aspect gamme de notre étude nous a contraints a faire
cette validation sur différentes machines et pour différents points de fonctionnement. Une
premiére phase d’optimisation classique, réalisée grace au couplage de nos modéles avec une
méthode déterministe & base de gradient a montré la possibilité d’optimiser nos machines.
Une démarche originale d’optimisation de gammes basée sur le partage des composants a
été mise au point. Son application sur une série de machines a montré que la discrétisation
optimale de téles dans un diamétre donné est fonction de la vitesse des machines.

Mots clés Optimisation de gammes, modélisation analytiques et semi-analytiques,
réseaur de réluctances, méthode déterministe o base de gradient, machines synchrones,
concentration de flux, partage des composants.

OPTIMIZATION OF RANGES : APPLICATION FOR THE CONCEPTION
OF RADIAL PERMANENT MAGNET SYNCHRONOUS MOTORS

Abstract The works of this thesis concern the ranges optimization for radial synchro-
nous machines conception. At first, a multiphysical sizing model dedicated to optimization
was developed for every retained machine for our study. An analytical model for distributed
winding structure and a semi-analytical model with network reluctances for concetrated
winding motors. Secondly, we validated the models by comparison with the experimen-
tal mesures. The range aspect of the study forced us to make this validation on various
machines and for various operating points. A first phase of classic optimization, which
is realized due to the coupling of the models with a gradient based determinist method
showed the possibility to optimize the motors. An original approach of range optimization
based on the components sharing was developed. Its application on a series of motors sho-
wed that, the optimal discretization of steel sheets in a given diameter is a function of the
motor speed.

Keywords Ranges optimization, analytical and semi-analylical modeling, network re-
luctances, determinist method with the gradient, radial permanent magnet, synchronous
motors, components sharing.
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