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Introduction générale

Le secteur de I’automobile est un monde en constante évolution. Les constructeurs automobiles ne
cessent d’innover en matiere de confort, de sécurité et d’agrément de conduite pour satisfaire leurs
clients. Plusieurs dispositifs essentiellement électriques sont de plus en plus intégrés dans les véhicules
afin de satisfaire ces trois criteres. Nous assistons par exemple a I’amélioration fulgurante de 1’habitacle
des véhicules en y intégrant des équipements électroniques tels que 1’ordinateur de bord et le GPS et des
systemes ouvrants automatiques. La sécurité a eu aussi sa part d’innovation avec tous les systemes
d’aide a la conduite intelligents permettant un meilleur contr6le du véhicule. Le groupe motopropulseur
est également de la partie et voit une multitude d’actionneurs électriques remplacer les liaisons

mécaniques habituelles.

L’augmentation de ces dispositifs électriques embarqués se traduit nécessairement par une
croissance de la demande en énergie électrique. Tout cela dans une dynamique mondiale de réduction

d’émissions de gaz a effet de serre, donc de réduction de consommation en carburant des véhicules.

L’organe de génération de cette énergie dans le véhicule est 1’alternateur. Celui-ci est appelé de ce
fait a produire plus d’énergie avec plus de rendement et souvent dans des encombrements de plus en

plus restreints.

. Valeo en tant qu’équipementier automobile suit cette évolution avec beaucoup d’intérét et joue un role
important dans cette dynamique. L’alternateur qu’elle produit actuellement et qui est installé sur les
véhicules est la 1égendaire machine a griffes. Celle-ci, tenant compte de I’augmentation des puissances
électriques demandées, doit €tre constamment améliorée et surtout remise en cause. C’est dans cette
optique de recherche de machines optimales que d’autres structures électrotechniques innovantes sont
étudiées. Les travaux présentés dans cette these concernent I’étude d’une nouvelle structure a double
excitation et de son dimensionnement pour le besoin électrique exprimé et la comparaison de celle-ci a la

machine a griffes.

Cette these s’inscrit dans le cadre d’une convention CIFRE entre Valeo Systemes Electriques et le
laboratoire SATIiE (CNRS). L’équipe ‘conception d’actionneurs’ est reconnue pour son expérience dans la

conception de machines électriques innovantes.

Le premier chapitre présentera les évolutions enregistrées dans le secteur automobile et la demande en

énergie électrique embarquée qui en résulte. Nous évoquerons I’influence que peut avoir un alternateur sur
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I’augmentation de la consommation de carburant et d’émissions de CO, dans un contexte mondial de

réduction de celles-ci.

Dans le second chapitre nous aborderons la notion de double excitation dans les machines électriques.
Nous dresserons un tableau de 1’état de 1’art de la double excitation afin de situer notre nouvelle structure
dans cette grande famille de machines. Nous expliquerons les différents types de double excitation par des

schémas de base tres simples donnant une idée assez claire du principe utilisé.

Dans le troisieme chapitre nous réaliserons 1’étude de notre structure. Une description du besoin
électrique et une délimitation du cadre de I’étude sont réalisées au préalable. Nous verrons d’abord par une
modélisation par éléments finis 2D la capacité de contrdle de flux dans une machine basée sur le principe
décrit dans la cellule de base. Par ce méme outil nous réaliserons une étude paramétrique dans le but de
dimensionner une machine répondant au cahier des charges fixé. Une étude expérimentale s’en suivra

pour valider les résultats de calcul et identifier les différentes pertes dans la machine.

Le quatrieme chapitre sera consacré a la comparaison de la machine dimensionnée aux machines
classiques. Nous avons choisi de commencer par une comparaison de celle-ci a une machine a podles
saillants bobinés pour mettre au clair I’intérét de la double excitation. La deuxieme comparaison sera faite
par rapport a une structure a griffes a aimant inter-polaires. Cette derniere sera dimensionnée dans le
méme encombrement total de notre structure a double excitation. Nous utiliserons pour ce
dimensionnement un modele reluctant avec lequel nous optimiserons le flux a vide. Le but recherché étant
de garantir le meilleur débit pour cette structure. La comparaison des ces deux machines portera sur le

débit maximal de celles-ci ainsi que sur leur rendement en pleine charges et pour des charges partielles.

Le cinquieme chapitre se veut une projection vers les futures attentes du monde automobiles de ce que
seraient les machines électriques embarquées. Nous verrons que pour des raisons de réduction de
consommation de carburant la machine électrique se verra attribuer d’autres fonctions. Dans des
architectures automobiles différentes et variées, elle servira d’assistance au moteur thermique en plus de
sa fonction de génération d’électricité. Les cahiers de charges des machines évoluerons par conséquent, et

les structures répondant a ces derniers probablement.
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Chapitre I : Contexte général de |’ étude

I. 1. Demande d’énergie électrique a bord des véhicules

La consommation d’énergie électrique a bord des véhicules automobiles ne cesse d’augmenter ces
dernieres années, on estime son taux de croissance annuel a 5 % [M1]. On parle du concept de More
Electric Cars (MEC) et on verra peut étre a 1’avenir le Cyber-car (voiture totalement robotisée). La figure
[.1.1 montre I’évolution de la demande en énergie électrique depuis 1920 et I’estimation de celle-ci pour les

années a venir.

La pénétration et la croissance de 1’électronique embarquée, en moyenne 7% par an selon ‘Strategy
Analytics’” [S1], et de la mécatronique dans le monde de I’automobile fait que de nombreux modules
électroniques, de sous-systemes et d’actionneurs électromécaniques [P2] voient le jour constamment. Un
mouvement qui sera tiré vers le haut par la généralisation des technologies « X-By-Wire », c'est-a-dire par
le remplacement des traditionnelles liaisons mécaniques et hydrauliques entre le conducteur et les
mécanismes par des commandes purement électriques vers des actionneurs électromécaniques. La

puissance des auxiliaires électriques, est ainsi, en croissance réguliere estimée a 150W par an [F].

100 000 | |
E Croissance : | avec Propulsion | BT
- 192040 6% /an "_'___,..--" A0+ kW
= 1940-70 2% /an
10 000 197090 6% /an /
= Prévision 1990-2030 \,, /
7 sans Propulsion - 5 % /an
B avec Propulsion : 8 %/ an F"—"sd P i |
sans Propulsion
1
1000 3 P 1.8 KW |
. |
] /—'—.___,_.-—'—"-'—"'_-__

1920
1930
1940
1950
1960
1970
1980
1990
2000
2010
2020
2030

Fig. I.1.1 : Evolution de la consommation électrique a bord des véhicules
(Source SAE: Society of Automotive Engineers)

Cette augmentation incessante répond a des besoins de sécurité, d’aide a la conduite, d’amélioration du

confort et d’efficacité du groupe motopropulseur a bord des véhicules.

En terme de sécurité, notamment la sécurité active, de nombreux dispositifs électriques d’aide a la
conduite intelligents sont mis ou vont &tre mis au point. Ils permettent un meilleur contrdle du véhicule, une
surveillance de I’environnement de celui-ci et le déclenchement d’actions correctives. On appelle cela

communément le e-safety. Parmi les dispositifs les plus connus on peut citer ; I’ABS (Antiblock Brake

9
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System) permettant d’éviter le blocage des roues au freinage et plus récemment ’EBD (Electronic
Brake force Distribution) assurant une distribution idéale de la force de freinage entre les roues, ou encore
I’EMB (Electromechanical Brake)[P1] les freins électromécaniques, le BA (Brake Assist), un amplificateur
de pression de freinage en cas de freinage d’urgence, I’ESP (Electronic stability program) ce dispositif
électronique assure le controle de la trajectoire du véhicule. Et dans la technologie X-by-wire nous pouvons
citer le freinage totalement électronique (Brake-by-wire) et le Steer-by-wire présent dans la plupart des
véhicules démonstrateurs actuels, ol la colonne de direction entre le volant et les roues est totalement
supprimée. Certains moteurs comme celui de la direction assistée électrique EPS (Electric Power Steering)

peuvent consommer jusqu'a 1 kW.

High | |mmm = Paesive safaty
{reduced perecnal injury Smart adaptive
in event of an accideant) Precrash controls .
Underfloor action Y L L )
m— Active safety concept L L
{avoiding an accident) Side air bag gammnn®® .
| ] -~ i
Side impact protection .= ® " e Autonomous
) -’ ameargency call driving Auta-
Active seat belte . . pilot
Air bag *,‘ Collision avoidance
= P Higghway copilat g
% :’ Platocning 5
= Deformation  # EME & EMS E_
_‘E; elements s Emergency braks =
* o SLW (w) 2
Compound . Environment recognition Co-
glage o BOW {wh) pilot
o Road recognition (LW
* ARG
L Seatbalt ACC | Distronic)
*
Safety cell
. ,-*'. EBD Pilot
Lgw aps  ETC
I I I I 1 I 1
1960 1970 1980 1920 2000 2010 2020
ARG Active body contral EBDY  Electronic brakefore distribution
ABS  Antilock brake system EME  Electromechanical brakes
ACC  Adaptive cruise control EM&  Electromechanical steering
BAS  Brake assist system ESP  Electronic etability program
BbW  Brake by wire ETC  Electronic traction control
CA Colligion avoidance ShW  Bteer by wire
DEW  Drive by wire {whl  with meachanical backup

Fig.1.1.2 : Dispositifs Passés et futurs de sécurité active et passive sur un véhicule.

En matiere de confort, I.’habitacle des voitures s’est vu transformé ces dernieres années en un véritable
cockpit d’avion, tant sur le plan d’équipements électroniques (ordinateur de bord, multimédia et GPS) que
sur le plan esthétique et ergonomique. Plusieurs actionneurs électriques de systémes ouvrants sont installés
dans le véhicule (Ieves vitres, toit ouvrant électrique, coffre a ouverture automatique). Le réglage des siéges
s’effectue de la méme maniere automatiquement par des petits actionneurs installés pour le besoin. Des
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modules électriques basés sur les thermistances CTP (Coefficient de Température Positif) ont vu leur
apparition pour chauffer rapidement, en début de journée ou lors des déplacements en ville, les sieges et le
compartiment passager, ces modules sont gourmands en énergie électrique puisque leur puissance
consommée atteint le kilowatt. On peut rajouter a cela les ventilateurs de climatisation qui ont besoin de

500 watts ou encore le compresseur de climatisation électrique pour lequel il faut prévoir de 1 a 2 kW.

Le groupe motopropulseur a eu un intérét particulier ces dernieres années, des efforts y ont été consacrés
en matiere d’innovations pour améliorer son efficacité et réduire la consommation de carburant et les
émissions de polluants. Le Clutch-by-wire, a été introduit par Valeo pour remplacer la liaison mécanique
entre I’embrayage et la pédale, la pédale est ainsi contrdlée électroniquement par un calculateur (ECU)
avec un actionneur faisant fonctionner I’embrayage. En plus des moteurs électriques (GMV) refroidissant
le moteur thermique, un systeme de régulation thermique a controle électronique breveté par Valeo, marque
une avancée dans le refroidissement moteur. Le systeme gere et optimise la température du moteur en
fonction des différentes conditions de roulage et de charge du moteur. Cela permet un gain de
consommation de carburant de 2 a 5%. L’électrification des accessoires de la face avant, notamment de la
climatisation, ainsi que des soupapes, apporte un gain en consommation estimé a 13% dans certaines
conditions. Les accessoires ainsi électrifiés peuvent &étre déplacés vers d’autres endroits du groupe
motopropulseur et on pourra supprimer, de la sorte, la courroie (Beltless), ceci permettra d’optimiser

I’espace sous le capot.

Les puissances citées plus haut ne s’additionnent pas en permanence, bien évidement, néanmoins nous
pensons arriver dans un proche avenir a des demandes de puissances embarquées de I’ordre de 3 a 3,5
kW et sur les véhicules de luxe a des puissances atteignant les 6kW. Nous nous rendons compte de toute

I’importance qu’aura I’organe de génération d’énergie électrique qui est I’alternateur.

L. 2. Pollution par les transports et solutions adoptées :

L’opinion publique a pris conscience, ces dernieres années, des problemes liés a la pollution et a la
consommation d’énergie, plusieurs conférences mondiales se sont tenues sur ce theme, la plus connue est
celle de Kyoto (Japon) en 2000 qui a vu la participation de 160 pays. Le secteur des transports se voit, a
chaque fois, pointé du doigt puisqu’il se taille une part considérable de la consommation énergétique (32%
de la consommation mondiale) [C1] et contribue largement aux émissions des gaz a effet de serre
«GES » (27% des émissions totales) [13] [O]. Le développement considérable des transports routiers et
I’augmentation incessante du parc automobile associés a la croissance du nombre de trajets et leurs

distances font que les émissions de GES engendrées par le secteur des transports suivent une tendance

11



Chapitre I : Contexte général de I’étude

croissante. La figure 1.3.1 donne une idée sur les émissions de CO, (exprimées en millions de tonnes)
des différents secteurs et de leurs évolutions sur dix ans, nous remarquons que le secteur des transports est
en nette progression et que d’autres, bien au contraire, ont réussi une sensible régression. Ces gaz ont un

impact néfaste sur I’environnement planétaire, ils contribuent activement au réchauffement climatique.

ETransports
Résidentiel ! tertiaire

Hindustries
manulacturiéres

ETransformationde
I"émargie

W agricufure / 2000
aylviculture

Aulres

™

0 50 100 150

MtCO2

Figure 1.2.1 : Evolution des émissions de CO2 en France par secteur d’activité
(Source CITEPA")

En plus des gaz a effet de serre, le trafic automobile génere, par la combustion des hydrocarbures, un
certain nombre de polluants. Ceux-ci sont a I’origine de la pollution urbaine. Les deux photos de la figure
1.3.1, prises dans la capitale parisienne en juin 2004, illustrent bien la pollution locale due aux gaz

d’échappement des voitures [C2].

Paris, 14 juin 2004, 10 h, indice Atmo « Bon 3 », PM10 : 20 u g/m’

12
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Paris, 9 juin 2004, 10 h, indice Atmo « Mauvais 7 », PM10 : 80 u g/m’

Figure 1.2.2 : Illustration de la pollution urbaine
(Source Airparif)

Normes VP Europe
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30 MVEG
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20
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15 = 7 HC+NOx 0,56

PM 0.05
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Figure 1.2.3 : Evolution des normes anti-pollution européenne (limites d’émissions
des véhicules automobiles)

Nombres de ces polluants font 1’objet de réglementation : il s’agit en particuliers du monoxyde de
carbone (CO), des oxydes d’azote (NO et NOy), le dioxyde de soufre (SO,), les hydrocarbures imbriilés
(HC ou COV) et les particules (PM). Le secteur des transports tient, l1a aussi, les premiers roles puisque en
France 64 % du CO, 69 % des NOy, 49 % des émissions de COV (composés organiques volatiles) et 33%
des particules en suspension lui sont imputables [A1]. Afin de résoudre ces problemes, les normes anti-
pollutions, en Europe et aux USA, ont connu des restrictions successives, ainsi les limites d’émissions des
polluants (CO, NOy, HC et PM) ont été réduites dans un facteur 10 a 100 en quelques décennies (figure
1.3.3). Des progres considérables ont été réalisés dans ce domaine, grace notamment aux systemes de post-
traitement catalytique des polluants (catalyse trois voies) et au procédé de combustion diesel NADI
(Narrow Angle Direct Injection) [P3]. On a effectivement assisté a une diminution des rejets de polluants
atmosphériques au cours de la derniere décennie et les projections indiquent que les émissions vont encore

continuer a baisser (figure 1.3.4). De nouvelles techniques encore au stade exploratoire, particulierement le
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systeme de dépollution par plasma froid [P1],.
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Figure 1.2.4 : Emissions européennes de polluants, base 100 en 1995
(Source commission européenne)

La figure 1.3.4 montre cependant que les émissions de CO, n’ont pas suivi la méme tendance que celle
des polluants. Le CO, est en effet un indicateur de la consommation de carburant. Celle-ci, comme nous
I’avons vu, augmente globalement avec la croissance du parc automobile et du trafic routier et de maniere
intrinseque avec 1’augmentation de 1’énergie électrique installée a bord des véhicules pour les besoins de

confort et de sécurité.

La aussi la commission européenne c’est engagée, dans le cadre de 1’accord de Kyoto, a réduire les
émissions de CO, de 8% entre 1990 et 2012. Ce qu’a conduit I’ACEA (Association des Constructeurs
Européens d’ Automobiles) a s’engager a réduire les émissions des véhicules commercialisés en Europe a
140 g/Km en 2008 soit une réduction de 25% par rapport a 1995 et une réduction supplémentaire a un

niveau de 120 g/Km en 2012.

Pour réduire dans de telles proportions les émissions de CO, deux voies sont possibles, la premiere
passe par I'utilisation de carburants a faible teneur en carbone (le gaz naturel et les biocarburants), mais
ceux-ci ne peuvent pas prétendre a un taux de substitution des carburants d’origine pétrolieres supérieur a
quelques pourcent. La seconde consiste en la diminution de la consommation de carburant elle-méme. Des
progres ont été enregistrés dans ce domaine (figure 1.3.5) grace notamment a la « diésélisation » [J1] et a
I’amélioration du rendement des moteurs a essence et diesel. Les objectifs tracés sont jusque la atteints,
toutefois une crainte de ne pas honorer I’échéance de 2008 persiste si I’on se réfere aux derniers résultats

enregistrés (2 grammes de réduction de 2001 a 2004 en France selon I’ADEME [N]).

14



Chapitre I : Contexte général de |’ étude

— 200
ACEA CO2 g/km
- 180
T - 180
2 Essence
B
- L\.'\\J\‘ .

% Total Production — - 170

. . H'——_
“wDiesel I Ty

-

= | 150
T T T T T T T T 14':'

1994 1995 1996 1997 1998 1999 2000 2001 2002 2003

Figure 1.2.5 : Evolution des émissions moyennes de CO, du parc automobile
européen (Source ACEA)

D’autres voies sont explorées pour atteindre les objectifs préconisés. Outre la voiture électrique
permettant un fonctionnement sans émissions (ZEV) présentant, néanmoins, un inconvénient majeur, celui
de son autonomie réduite et en attendant le développement des véhicules a pile a combustibles [J3], les
véhicules hybrides connaissent un gain d’intérét prononcé ces dernicres années [J2]. En attendant, ce qui
est faisable dans 1’urgence est I’amélioration du rendement des alternateurs, nous pouvons voir dans ce qui
suit que I’amélioration du rendement de ces derniers peut réduire de maniere significative la consommation

de carburant, donc les émissions de CO

I. 3. Influence de P’alternateur sur la consommation de carburant et les émissions de CO,

N

La consommation électrique a bord du véhicule se traduit directement par une consommation de
puissance mécanique par |’alternateur sur le vilebrequin via la poulie. Il apparait évident que la
consommation de carburant du moteur thermique augmentera suite a cette demande croissante d’énergie
électrique. La question qui se pose actuellement est de traduire la puissance électrique fournie par
I’alternateur en litres d’essence briilés dans les cylindres et de déterminer par la I'impact qu’aurait le

rendement de 1’alternateur sur cette consommation de carburant.

Une étude expérimentale suivie de calculs par simulations [I1] a ét€ menée par I'INRETS (Institut
National de Recherche sur les Transports et leur Sécurité) en collaboration avec Valeo pour déterminer

I’influence de 1’alternateur et de la climatisation sur la consommation de carburant et I’émission de CO,.

Deux types de véhicules ont été équipés d’enregistreurs et expérimentés dans des conditions réelles
selon des criteres retenus (régions, saisons, profil d’usage des conducteurs). Des cycles de conduite, en tout
18 (9 pour chaque véhicule), intégrant ’'usage des véhicules (vitesses, accélérations) et 'usage des

auxiliaires, ont par conséquent été mis au point afin de calculer par simulations leur consommation de
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carburant et I’émission de CO,. Il a été constaté par ailleurs sur les données de cartographie des
moteurs thermiques qu’il existe un rapport constant entre I’émission de CO, et la consommation de

carburant, ce rapport nous rappelle un nombre bien connu :
Masse de CO, = 3,14 x Masse de carburant.
Ainsi les émissions de CO; sont directement corrélées a la masse de carburant briilé.

Cette étude a montré que les gains sur les rendements de 1’alternateur autorisant une réduction de la
puissance mécanique absorbée, de I’ordre 10 %, n’ont pas un impact considérable sur la consommation du
véhicule. Les puissances mises en jeu sont en moyenne relativement faibles et I’impact de 1’optimisation de
I’alternateur sur la consommation et 1I’émission de CO, des voitures étudiées est par conséquent faible : 0,03
17100 Km et 0,9 g/Km de CO, pour le véhicule diesel et 0,09 1/100 Km et 2,1 g/Km de CO, pour le
véhicule essence. Mais cet impact pourrait aller en augmentant si I’on considere I’augmentation future de la

demande en énergie électrique ou la diminution de la puissance des moteurs (downsizing).

Il est a préciser que durant cette campagne d’essais, la consommation moyenne en énergie €lectrique

enregistrée était d’environs 400 W, c'est-a-dire 30 A sous 13,5 V.

Pour avoir une projection sur 1I’évolution de la consommation de carburant et pour mener une étude
théorique prévisionnelle, Valeo a développé wun logiciel servant a estimer la consommation véhicule
suivant différents types de configurations : différents cycles normalisés (MVEG, ARTEMIS,...), différents
véhicules, prenant en compte les différents consommateurs (la climatisation, la pompe a eau, la pompe a

I’huile, la direction assistée et la distribution) certains d’entre eux pouvant étre mécaniques ou électriques.

A T’aide de ce logiciel nous tenterons d’approcher le rapport entre la puissance électrique consommée et
le volume de carburant bralé. 11 est clair, on I’a vu plus haut, que plusieurs parametres influent sur ce
rapport (motorisation, vitesses, accélérations, rajout d’auxiliaires, ...) et il n’est pas aisé d’établir une

relation unique entre les kW électriques et les litres de carburant associés.

Pour ce faire, prenons un alternateur sur lequel nous imposons un rendement constant de 60% sur toute
la plage de vitesse et quel que soit son débit, choisissons un véhicule équipé, par exemple, d’un moteur
2,2LL HDI, un cycle normalisé, dans notre cas le cycle MVEG, fixons une configuration d’utilisation des
auxiliaires et faisons varier le courant électrique moyen demandé par le véhicule de 20A a 200A. Les
simulations montrent que dans ce cas de figure le kW électrique se traduit en moyenne par une

consommation de 2 1/100 Km de carburant ; le passage de 30 A consommé en moyenne actuellement [I1] a
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100 A a I’avenir se payerait, si aucun changement n’est entrepris, par 2 litres de carburant en plus pour
chaque centaine de kilometres parcourus, soit une augmentation de 30 %. Et si ’on exprime ceci en

émissions de CO,, ¢a serait 51,2 g/Km de plus lachés dans I’atmosphere.
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Figure I. 3.1 : Evolution de la consommation de carburant avec I’évolution de la
demande en énergie électrique

La figure 1.2.1 montre I’évolution croissante de la consommation de carburant suite a I’augmentation du

courant demandé a bord du véhicule. La courbe présente une pente croissante de 0,026 1/ A.100 Km.

Etat 1 2 3 4 5 B 7 B H 10

I moyen (4) 20 | 40 | 6O | 80 | 100 | 120 | 140 | 160 | 180 | 200
Consommation (1 00Km) BAB| 712 | 771|826 (8799279768 [1027|10,75]11,18

A consmmation: Btat(i+i)-Fiatfz)| - | 064 |0B0O|(055|053|048| 048 | 051 | 048 | 043

Tableau 1.3.1 : Evolution de la consommation de carburant avec I’évolution de la
demande en énergie électrique

Nous remarquons sur le tableau 1.2.1 que la surconsommation de carburant suite a une demande de
courant de 20 A de plus n’est pas toujours la méme, elle se traduit par 0,64 1/100 Km si ’on passe de 20 A
a40 A, et par 0,53 I/100 Km si le passage est de 80 A a 100 A. Ceci s’explique par le fait que la puissance

mécanique correspondante est prélevée dans des zones de rendements différents de I’espace couple/vitesse

du moteur thermique.

Une étude plus large, avec le méme logiciel, prenant en compte les cartographies réelles des alternateurs,
sur plusieurs alternateurs de gammes et de rendements différents, montre aussi qu’en moyenne 2 litres/100
Km de carburant est le tarif nécessaire pour produire 1 kW d’énergie électrique sur le méme cycle avec le
méme véhicule. Un rapport de 'INRETS [I2] montre également que la surconsommation engendrée par

I’ajout d’auxiliaires consommant 1 kW électrique peut atteindre 1,9 1/100 Km sur le cycle Hyzemurbain
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(Annexe B) avec un moteur sous dimensionné de 10 kW, les auxiliaires étant alimentés par un

alternateur de rendement moyen égal a 50 %.

Il est a ce stade intéressant d’évaluer 'impact de I’amélioration du rendement des alternateurs sur la

consommation de carburant, celle-ci devenant a notre avis tres inquiétante.

Demande de courant
Fendement | =304 | =105 4 | =150 4 Demande de courant
g% &, 80 8, 85 10,07 =304 =i05A | i=i504
Fi% & a6 8,50 0348 B0% b 7% 0,14 d,3d 0,54
0% & b 827 209 FO0% e 30% 0,10 0,30 0,349
Q0% & <48 797 8,78 B0%: = 90% 0,0a 0,24 0,31
Tableau 1.3.2 : Consommation en l/100 Km Tableau 1.3.3 : Gain en consommation en l/100 Km

Prenons I’exemple précédent et faisons varier le rendement de 1’alternateur en 1’augmentant de 10 points
a chaque fois. Les tableaux 1.2.2 et 1.2.3 donnent les consommations en 1/100 Km en fonction du rendement

pour des demandes de courant moyennes de 30 A, 105 A et 150 A ainsi que les gains en consommation.

[=300 4 == I=T05 4 —m—[=T150 4
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b—y
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Figure 1.3.2 : Evolution de le consommation en fonction du rendement de Ualternateur
Nous remarquons, comme [’illustre bien la figure 1.2.2 , que I’optimisation du rendement devient plus
significative pour de fortes consommations, la décroissance de la consommation en fonction du rendement
est plus accentuée pour les valeurs élevées de courant, ainsi une amélioration du rendement de 10 points
entre 60 % et 70 % se traduit par une économie de 0,14 1/100 Km (2 % de la consommation totale) si la
demande de courant est de 30 A, alors qu’elle atteint 0,38 1/100 Km (4,3 % de la consommation totale) si la
demande passe a 105 A. Et si 'on exprime ceci en grammes de CO; par kilometre, les 10 points de

rendements se traduiront par 3,6 g/Km de CO, de moins pour une consommation moyenne de courant de
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30 A, tandis que pour un débit moyen de 105 A que cette valeur s’élevera a 9,7 g/Km.

Il est a signaler aussi qu’un accroissement du rendement de 10 points n’aura pas toujours les mémes
conséquences en terme de réduction de consommation, cela dépend du point de départ. Cela est visible sur
le tableau 1.2.3 ou I’on voit que le passage d’un rendement de 60% a un rendement de 70 % est
accompagné d’une baisse de consommation de 0,14 1/100 Km pour un courant moyen de 30 A, alors que

pour le méme débit, la baisse de consommation n’est que de 0,08 1/100 Km si I’augmentation du rendement

s’était effectuée de 80 % a 90 %.

Nous avons vu plus en haut que le kW électrique se traduit par une consommation de 2 1/100 Km de
carburant et I’émission de 53,5 g/Km de CO,, pour un véhicule diesel équipé d’un alternateur de rendement
moyen de 60 %. L’exercice précédent nous a permis d’évaluer I’impact de I’amélioration du rendement de
ce dernier sur le colit du méme kW. Le tableau 1.2.4 montre que le colit du kW baisse sensiblement en
fonction du gain en rendement, le rapport entre la décroissance de ce colt et les points de rendement est
d’environ un. Ainsi dix points de rendement se ressentent en moyenne par 10% de consommation en mois.
En absolu les 10 points de rendement se chiffrent par 0,2 1/100 Km de carburant (5,1 g/Km de CO;) en

moins pour produire 1 kW électrique a bord du véhicule.

Eat | 1 Z 3 4
Fendement de l'alternatenr |00% | 70% | 80% | S0%
Consommation en JT00Km pour 1EW dlectrigue | 209 T84 | 785 | 1,5
Feduction de la consammation (BlatfilBtat{l})| - | 12% | 27% | 268%

Tableau 1.3.4 : Impact du rendement de ’alternateur sur la consommation en /100 Km
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Figure 1.3.2 : Evolution de le consommation de carburant pour 1kW électrique en fonction du
rendement de ’alternateur

La méme étude menée sur un véhicule essence ayant un moteur de 3L de cylindrée, montre que le prix
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du kW électrique est plus cher puisque il avoisinera les 3 1/100Km et que I’amélioration du rendement,
de la méme maniere c'est-a-dire de 60 % a 70 %, produit en relatif les mémes gains en consommation ; 2
% de la consommation totale si la demande électrique est de 30 A et 4,6 % si celle-ci passe a 105A. Ce
qui, en absolu, est équivalent a 0,19 1/100 Km (4,3 g/Km de CO,) pour un courant moyen de 30A et 0,58
1/100 Km (13,2 g/Km de CO,).

Demande de courant

Fendement =304 =iosA | =504
60% 9.20 1234 | 1407
70% 901 1176 | 13,23

50%M 70%| 019 0,58 0,78

Tableau 1.3.3 : Consommation et gain en l/100 Km pour un véhicule essence
Ainsi, Il apparait tres clair, que ce soit pour le véhicule diesel ou de maniere encore plus prononcée pour
le véhicule essence, que les besoins de confort et de sécurité, amenant a des puissances électriques élevées,
seront suivis par une nette augmentation de la consommation. Et Il est a notre avis judicieux lors du

développement d’alternateurs répondant a ces besoins de faire I’ effort nécessaire sur I’aspect rendement.

1.4. Conclusion

Nous avons vu dans ce chapitre que I’électricité n’est plus un vain mot dans le monde de 1’automobile.
Elle y joue et elle y jouera davantage un role tres important. Le confort, la sécurité et 1’agrément de
conduite sont les maitres mots aujourd’hui et ce sont les moteurs d’une demande de plus en plus accrue
d’énergie électrique. L’alternateur, qui auparavant répondait a des besoins de I’ordre de 800 W a 1000 W,
se voit aujourd’hui beaucoup plus sollicité. On assiste, de nos jours, a des demandes de puissance
électrique, de la part des constructeurs automobiles, atteignant les 3 kW. Les futures demandes seront
certainement plus grandes. Nous avons vu aussi que l'accroissement de 1’énergie électrique se paye
directement par une surconsommation de carburant. Elle est de ’ordre de 2 L/100 Km pour 1 kW si I’on
garde les rendements actuels, ceci dans une conjoncture ou la consommation de carburant est séverement

controlée.

Pour un équipementier comme Valeo, répondant aux besoins alternateurs actuels avec la légendaire
machine a griffes, il est primordial et méme vital de remettre perpétuellement au gott du jour 1’étude des
structures électrotechniques avec 1I’évolution des cahiers des charges est des contraintes des constructeurs

automobiles.

Le besoin en alternateur de forte puissance, pousse a étudier des structures qui peuvent fonctionner avec
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un simple pont a diodes. Cela est justifié, surtout pour un industriel, par un souci de colt de la
machine, de standardisation et de minimisation des colts d’investissements. Il est clair que la machine a
aimants permanents est tres bien positionnée, du moins par sa puissance volumique. Cependant la nécessité
pour cette dernicre de toujours trainer le redresseur commandable en fait une machine chere pour les
applications alternateur pour automobile. C’est pour cette raison que I’on pense qu’une structure hybride,
c’est a dire a excitation bobinée et a aimants, se préterai bien au jeu car pouvant bien fonctionner avec un

simple pont a diodes a condition que les performances suivent et soient satisfaisantes.
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Chapitre Il : Etat de I’art des machines a double excitation

I1.1 Introduction :

Nous allons dans ce chapitre donner un apercu général de 1’état de I’art des machines a double
excitation. Nous commencerons d’abord par rappeler I'intérét qui a poussé les chercheurs et industriels a
envisager de pareilles structures. Nous présenterons ensuite les principales familles auxquelles appartiennent
les différentes structures, nous y verrons les principes de fonctionnement ainsi que les principaux avantages
et inconvénients de celles-ci. Cela nous permettra de situer la structure a double excitation que nous avons

choisi pour notre étude dans le panel des structures présentées.

I1.2 Intérét de la double excitation.

L’utilisation des aimants permanents dans les machines électriques permet d’augmenter significativement
leur rendement et surtout de réduire leur taille, autrement dit d’accroitre leur puissance et couple massiques.
C’est ainsi que les machines a simple excitation a aimants permanents ont gagné leur notoriété et se sont
retrouvées les plus utilisées dans les véhicules hybrides. Ces dernieres ont surpassé les autres machines

électriques sur les criteres « performances » et « volume ».

Néanmoins, I’utilisation des aimants permanents comme seule source de flux dans la machine engendre le

probleme du contrdle de celui-ci, particuliecrement pour les applications a large plage de vitesse.

Plusieurs chercheurs ont étudié ce probleme sur les machines a aimants. Jahns [J5] introduit la notion de
flux-weakening ou la réaction magnétique de I’induit est utilisée pour réduire le flux dans I’entrefer sans
démagnétiser les aimants. Et afin de pouvoir fonctionner sur une plage de vitesse infinie la machine doit,
d’apres Lipo et Schiferl [L1], étre capable avec un courant nominal de pouvoir annuler le flux dans 1’entrefer
par le flux du stator. D’autres auteurs, notamment Morimoto et ses collegues [M4], vont décrire les différents
modes de fonctionnement, notamment le mode en défluxage, de la machine synchrone a aimants permanents.
Cela leur a permis, ainsi qu’a leurs successeurs, d’en tirer les lois de commande de cette machine. Soong et
Miller [S3] vont représenter, se basant sur les regles de Morimoto, les machines a aimants sur un plan (flux
d’aimant normalisé, rapport de saillance) en fonction des criteres de performances et Multon [M6] y ajoute la

réaction d’induit qui permet de quantifier la capacité de défluxage des machines.

Nous voyons d’apres ces auteurs que la nécessité de défluxage s’impose pour les machines a aimants
permanents et la capacité a étre défluxée différencie une machine d’une autre du point de vue performances
selon ces classifications. Ce défluxage s’effectue par ’injection au stator d’un courant dans 1’axe direct de la
machine. Cela est rendu possible par I’introduction et le développement des convertisseurs commandables. Ce

courant ne sert pas a la production du couple, par conséquent son énergie est perdue par échauffements dans le

25



Chapitre Il : Etat de I’art des machines a double excitation

cuivre stator [M5]. Ces pertes sont encore plus visibles sur le rendement pour les faibles couples a grandes
vitesses. Cela constitue un des inconvénients de I’utilisation des machines a aimants. L’autre inconvénient,
particulicrement dans notre cas, est 1’'impossibilité d’associer cette machine a un convertisseur non
commandable pour les applications alternateur débitant sur batterie [V1] et le colit élevé du convertisseur
commandable fait que pour de pareilles applications 1’association machine a aimants et onduleur est d’emblée
évincée.

Afin de garder les avantages de I’utilisation des aimants et pour pouvoir remédier au probléme du contrdle
du flux, plusieurs chercheurs ont imaginé des structures dites a double excitation [A3] [A4] [K] [M7] [L2]
[L3] [S3] [S4] [W1]. Le flux dans de telles structures est créé par deux sources d’excitation différentes, la
premicre est a aimants permanents et la seconde est bobinée. Le but recherché ici est 1’association des qualités
de I’aimant permettant la compacité de la machine et le bon rendement a la possibilité de controler le flux par

la bobine d’excitation.

I1.3 Les différents types de double excitation

Selon I’agencement des deux sources d’excitation, on peut classer celles-ci dans deux grandes catégories :
les machines a double excitation série et les machines a double excitation parallele. La double excitation série
est caractérisée par la circulation sur un méme trajet du flux de I’aimant et du flux de la bobine d’excitation.

Dans la double excitation parallele ces deux derniers n’empruntent pas toujours le méme chemin.

I1.3.1 La double excitation série.

Dans ce genre de structure schématisée sur la (fig.I1.1) le flux de la bobine d’excitation et celui des aimants
empruntent un méme chemin. On voit sur cette méme figure un prototype réalisé selon ce concept pour une
application de traction électrique [H1]. Il s’agit d’une double excitation série bipolaire, on agit simultanément

sur le flux des deux poles.

L’inconvénient majeur de ce genre de structure réside dans le fait que les bobines d’excitation sont
magnétiquement en série avec les aimants. Les aimants ayant une perméabilité magnétique proche de celle de
I’air, les bobines voient une grande reluctance constituée de 1’entrefer mécanique et de I’épaisseur des
aimants. De ce fait, leur efficacité dans les deux modes de fonctionnement, défluxage et surexcitation, se

trouve réduite comme nous le verrons ultérieurement.

Les bobines d’excitation servant a augmenter ol a diminuer le flux, il faudra donc utiliser une alimentation

bidirectionnelle (pont en H) ce qui augmente le cofit global. On peut toutefois choisir d’utiliser les bobines
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d’excitation uniquement pour le défluxage et les alimenter dans un seul sens (un hacheur série suffit).
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Fig. I1.1 : Schéma de principe de la double excitation série et son prototype [H1].

De telles machines exigent beaucoup d’ Amperes-tours pour les défluxer et selon la structure choisie le
défluxage total devient presque impossible. C’est le cas de la machine représentée sur la figure II.1 dont la
section bobinable, dans le cas d’un nombre élevé de paires de poles, n’est pas suffisante pour pouvoir loger
les Amperes-tours nécessaires pour contrer la f.m.m des aimants, sauf si I’on injectait un tres fort courant, ceci
engendre des pertes Joule élevées donc des conséquences thermiques pouvant €tre destructrices. De surcroit il
existe un risque non négligeable de démagnétisation des aimants si I’on cherche a réduire fortement le flux
dans I’entrefer, notamment en fonctionnement en alternateur débitant sur un simple pont a diodes dans les

phases ou la consommation du véhicule n’excede pas quelques amperes .

Nous pouvons, par contre, mettre en avant pour cette machine sa particularité de voir une diminution du
flux localement dans le stator dans un régime de défluxage, ce qui réduit les pertes fer de la machine. Ceci

n’est pas le cas de toutes les machines a double excitation comme nous verrons dans les structures a venir.

I1.3.2 La double excitation parallele.

Contrairement aux machines a double excitation série, dans le cas de la double excitation parallele les flux
créés par les deux sources d’excitation n’empruntent pas tout le temps le méme trajet. Surtout dans les phases
de défluxage ou le flux de la bobine ne vient pas traverser ’aimant dans le sens contraire a son aimantation,

ainsi tout risque de démagnétisation des aimants par la bobine d’excitation est éloigné.

Le principe de la double excitation donne aux chercheurs la possibilité d’imaginer différentes structures
selon I’agencement des sources d’excitation. Ceux-ci n’ont pas été avares puisque plusieurs structures on vu

le jour. Nous en présentons ici quelque unes, dont la structure que nous étudierons ultérieurement
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I1.3.2.1 La machine a double excitation parallele (structure 1) :

Nous pouvons voir sur la figure I1.2 le schéma de principe de cette structure a double excitation parallele.

L’aimant en I’absence de courant d’excitation voit son flux se court-circuiter dans le rotor, de ce fait les
bobines du stator ne voient aucun flux les traversant. En injectant un courant dans la bobine du rotor une
f.m.m se crée dans le rotor s’opposant a la circulation du flux de I’aimant. L’aimant et la bobine, dans ce cas,
font circuler vers le stator leur flux, celui-ci augmente avec I’augmentation du courant d’excitation jusqu'a

saturation du circuit magnétique.

Hobmage d ‘duit

Stafor

|

FRofor

[ X |
Bobime d axcifafion Aimant Bohine d excitation Aimant

Fig. I1.2 : Schéma de principe de la double excitation parallele (1) et deux de ses prototypes

Sur la figure I1.2 sont représentée deux structures se basant sur ce principe, la premiere, de gauche a droite,

est la fameuse machine a griffes avec aimants et la deuxieme est une machine a pdles saillants bobinés

hybride [M7].

Cette structure de double excitation, dans les deux exemples, présente 1’avantage de ne pas nécessiter
I’inversion du courant d’excitation pour la défluxer. Une diminution du courant d’excitation suffit pour le
réaliser. Pour cela il faudra un dimensionnement délibéré de la zone de fer de telle sorte a véhiculer tout le
flux de I’aimant dans le cas d’une excitation nulle. Le flux de fuite vers le stator malgré qu’il soit minime peut
engendrer a haute vitesse une fem capable de débiter sur la batterie dans le cas de I'utilisation en alternateur
automobile, ce qui n’est pas acceptable par les constructeurs. Dans ce cas cette structure s’apparente plutdt a
une machine a excitation bobinée a laquelle sont rajoutés des aimants pour améliorer les performances qu’a

une machine a aimants ou le flux de I’aimant est contrdlé par la bobine d’excitation.
On voit bien que le risque de démagnétisation des aimants est écarté dans ce genre de structure et que
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dans ce cas aussi la baisse de flux est locale et n’est pas que globale dans le stator en cas de défluxage, il en

résulte une baisse des pertes fer en défluxage.

I1.3.2.2 La machine a double excitation parallele (structure 2) :

Le schéma de principe de cette structure est représenté sur la figure I11.3 a gauche. Ce principe est basé sur
la juxtaposition de deux rotors ; un a aimant et I’autre bobiné. Ces deux rotors sont séparés par une jonction
amagnétique et sont placés sous un méme bobinage d’induit. La partie du stator en dessus du rotor a aimant
voit toujours le flux constant des aimants, 1’autre partie voit le flux variable de d’excitation bobinée. Grace a
celle-ci le flux total peut étre renforcé ou baissé. Cela requiert une alimentation bidirectionnelle en courant ce
qui fait augmenter le prix de I’ensemble machine-convertiseur. On peut utiliser dans ce cas aussi le rotor
bobiné uniquement pour le défluxage si I’on veut s’affranchir du pont en H, cela donnerai une machine non
optimale du point de vue puissance volumique, surtout si I’on sait que la longueur active du rotor bobiné doit

étre supérieure a celle du rotor a aimant pour pouvoir produire un flux équivalent.
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Fig. I1.3 : Schéma de principe de la double excitation paralléle (2) et son prototype [S3].

La figure II.3 a droite montre une machine [S3] réalisée sur la base de ce principe, composée d’un rotor a
poles saillants bobinés et d’un rotor a aimant. On peut, bien sur, remplacer le rotor a pdles saillants par un

rotor a griffes [K], cela donnerait encore plus de puissance a I’ensemble.

Dans un fonctionnement en régime de défluxage, notamment pour les faibles charges a grande vitesse,
cette structure souffre de la baisse de son rendement due a 1’existence de pertes fer importunes. En effet, dans
ces régimes, malgré la baisse globale du flux dans la machine, il n’en est pas de méme au niveau local. Le
stator voit deux flux opposés chacun dans sa partie, ceux-ci sont alors maximaux dans le cas d’un défluxage

prononcé. Il en résulte des pertes fer élevées a grande vitesse pour une puissance utile tres faible.
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Il est a noter enfin pour cette structure que le risque de démagnétisation des aimants est exclu car les deux

circuits de flux sont séparés.

11.3.2.3 La machine a double excitation parallele (structure 3) :
La figure II.3 présente le rotor de machine a double excitation développée au « SATIE » [L2] et son
schéma de principe simplifié.
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Fig. I1.3 : Schéma de principe de la double excitation parallele (3) et son prototype [L2].

N

Le principe ici se base sur la réduction ou ’augmentation du flux créé par un rotor a aimants a
concentration de flux par le biais de deux bobines excitatrices. Ces bobines sont situées dans ce cas au stator
est agissent chacune sur un type pole, leur flux est véhiculé par des circuits magnétiques pourvus a cet effet
autorisant ainsi la suppression des contacts glissants. Le flux d’excitation pour cette structure ne traverse pas
I’aimant, donc contrairement a la machine a double excitation série son efficacité est meilleure. Par contre le
défluxage reste difficile, car dans ce genre de structures, de surcroit tridimensionnelles, ou 1’on oppose un flux
d’excitation bobinée au flux de I’aimant dans une masse polaire, celui-ci n’est pas capable de I’annuler
totalement. Les amperes tours d’excitation peuvent étre efficaces au voisinage de la bobine d’excitation et ce
n’est pas le cas sur toute la longueur du stator. Le défluxage n’est donc pas total [V2] et il subsiste des zones

a induction non nulle donc produisant des pertes fer.

La structure de rotor utilisé dans ce principe est a concentration de flux, utilisant des aimants ferrites. Elle
permet de pouvoir opposer le flux crée par I’excitation au flux de I’aimant a travers les masses polaires. Une
telle démarche n’est pas possible dans le cas d’un rotor a aimants surfaciques ou enterrés, le flux des bobines
sera obligé de traverser les aimants et on retrouve dans ce cas le principe de double excitation série. 1l est
possible par contre d’utiliser un rotor a aimants enterrés ayant que les aimants du méme sens constituant les

poles nord par exemple et pas d’aimants sur les autre pdles, sud pour cet exemple. La double excitation sera

30



Chapitre Il : Etat de I’art des machines a double excitation

unipolaire est agira sur le flux de la masse polaire par deux bobines en opposition.

A cause de la présence des flasques cette structure doit obligatoirement étre refroidie par eau, ces derniers
fermant tous acces d’air aux tétes de bobines. Cela rajoute pour le constructeur automobile un circuit d’eau a
mettre en place. Et a cause de la présence de ceux-ci aussi le flux des aimants est plus faible que pour une

machine possédant le méme volume d’aimants [V2].

I1.4.2 La machine a double excitation parallele (structure 4):

Le principe de la double excitation dans ce cas, représentée sur la figure II.3, repose sur la succession d’un
pole bobiné et d’un pdle a aimant sur une cellule élémentaire. Celle-ci contient par conséquent quatre pdles ;
un pole bobiné, un pdle a aimant et deux podles intermédiaires assurant le retour de flux. Ces derniers sont de
signes contraires aux deux autres, on les appellera les « poles conséquents ». Le flux dans la cellule est la
somme des deux flux, celui de I’aimant, quasiment constant, et celui du pdle bobiné, variable dépendant de la

valeur du courant et son signe. On arrive ainsi grace au pdle bobiné a controler le flux total dans la machine.
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Fig. I1.3 : Schéma de principe de la double excitation parallele (4) et son prototype [A5].
La figure II.3 représente un rotor d’'une machine a double excitation [AS] basée sur ce principe.

Afin de mieux comprendre le fonctionnement de cette structure, nous avons réalisé par éléments finis une
série de calcul en magnétostatique sur cette cellule de base pour montrer le comportement du flux dans la
machine, en variant a chaque fois la valeur du courant d’excitation. Nous présentons ici les différentes
configurations et nous évaluerons par un calcul simple et approximatif pour chacune d’elles la valeur du flux
total embrassé par les enroulements du stator et nous présenterons au final la courbe du flux a vide en fonction

du courant d’excitation sur cet exemple.

Lorsque la bobine d’excitation n’est pas alimentée, le flux dans la structure n’est produit que par 1’aimant.

La figure I1.4 montre les lignes de flux sortant de I’aimant et se rebouclant a travers le pole bobiné et les deux
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autres poles a droite et a gauche de I’aimant. On se retrouve dans ce cas la au rotor avec une succession d’un

pole nord et de trois poles sud.

Fig. I1.4 : Lignes de flux, sans courant d’excitation

Remarques : - Les couleurs des lignes de flux renseignent sur le sens de rebouclement des lignes de flux ;

les lignes bleues se bouclent dans le sens horaire et les lignes rouges dans le sens antihoraire.

- Dans la cellule au stator sont représentés les enroulements d’une phase.

Dans tous les cas de figure le flux total ¢, embrassé par la phase statorique est égal a la somme du flux ¢,

vu par la bobine en face de I’aimant et du flux ¢, vu par la bobine en face du pdle bobiné ; ¢, = @, + ¢,

. . z %A1
Dans ce cas sans excitation, le flux ¢ est égal au flux sortant de I'aimant @

et le flux @, est

approximativement égal au tiers du flux sortant de I’aimant dans le sens inverse, puisque celui-ci se divise sur

les trois poles sud.

0 d X q)l = ¢aimant
n peut donc écrire :
0, = _%'¢aimant

Le flux totalisé par la phase A est par conséquent égal danscecasa: ¢, = % @ pimant

L’injection d’un courant dans le sens qu’on appellera positif dans la bobine d’excitation produit dans le
pdle bobiné un flux de méme signe que celui produit par I’aimant. Les lignes de flux de I’aimant dans ce cas
ne se rebouclent qu’a travers les podles conséquents, il en est de méme pour le flux du pdle bobiné. La figure
IL.5 montre la répartition du flux dans la structure, celle-ci est composée au rotor cette fois-ci d’une succession

réguliere de deux poles nord et de deux podles sud.
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Fig. I1.5 : Lignes de flux, avec un courant positif
De la méme maniere que précédemment, le flux embrassé par une phase statorique est donné par :
Pr =0+ 0,
Avec cette fois-ci, un flux @, vu par la bobine en face du pdle bobiné dépendant du courant d’excitation et

un flux ¢, toujours égal au flux sortant de I’aimant. Notons que le flux de ’aimant a tendance a baisser
(fig.I1.8) a cause de la saturation des podles ‘conséquents’ avec I’augmentation des amperes tours de la bobine

d’excitation.

¢1 = ¢aimant
», = f(”lf)

Nous pouvons donc écrire :

Le flux totalisé par une phase est don égala: @4 = @, + f (0l f ),

La fonction f (nly), représentant le flux de la bobine d’excitation, est une courbe d’aimantation a saturation
décalée de « —% B yimane > (112.11.8) car pour un courant nul dans la bobine d’excitation celle-ci voit un flux
dans le sens opposé égal approximativement au tiers du flux de I’aimant.

Dans un dimensionnement ou la bobine d’excitation produit avec son courant nominal autant de flux que
I’aimant, la structure voit son flux passer de ¢, = %.q)mmam ag, =2.¢,,., entre un fonctionnement sans

excitation et un fonctionnement avec le courant nominal, c'est-a-dire un flux passant du simple au triple, ol

bien du triple au simple si on parle de défluxage.

Afin de baisser encore plus le flux dans la machine il est nécessaire d’inverser le courant d’excitation dans

la bobine rotor, une alimentation bidirectionnelle est donc obligatoire pour cette structure.

L’inversion du courant dans le rotor a comme conséquence la création d’une f.m.m attirant les lignes de
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flux de I’aimant dans le pdle bobiné. La figure I1.6 représente ce mode de fonctionnement, avec comme on le
voit, une grosse partie du flux de ’aimant qui passe par le pole bobiné. Le risque de démagnétisation des
aimants par le courant inverse est totalement €carté dans cette structure, au contraire celui-ci a tendance a
produire I’effet inverse comme le montre la courbe de flux de 1’aimant sur la figure I1.8. Dans cette structure

le défluxage ne consiste pas a contrer le flux de I’aimant mais juste a 1’aiguiller.

T

[\
\

Fig. I1.6 : Lignes de flux, avec un courant négatif : défluxage partiel.

Le flux totalisé dans ce cas s’écrit comme dans le cas précédent, sauf que cette fois-ci il s’agit d’une

soustraction entre les deux flux. Le flux de la bobine étant négatif vu par la bobine stator. L’expression du

flux total est donnée donc par @4 = @ipan — f (11 ).

L’annulation complete du flux dans les phases statoriques s’obtient quand toutes les lignes de flux de
I’aimant passent a travers le pdle bobiné, comme le montre la figure 1.7, sautant ainsi les pdles conséquents.

Le nombre de pdles au rotor de la structure dans ce cas la se trouve divisé par deux.

SIESSIES

Fig. I1.7: Lignes de flux, avec un courant négatif : défluxage total

Le flux de la bobine est égal au flux de I’aimant et de I’équation du flux total embrassé par les phases
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statoriques résulte un flux nul.
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Fig. I1.8 : Flux dans la structure en fonction des A-tours rotor, possibilité de défluxage total

Afin de réaliser ce point de fonctionnement, il ne faut pas beaucoup de courant dans le sens inverse
puisque sans excitation le flux dans la bobine du rotor est déja égal au tiers du flux de ’aimant dans le sens
inverse. Sur ’exemple que nous avons pris il a suffit de 300 A-tours dans le sens négatif pour défluxer

totalement la structure alors que 900 A-tours sont nécessaires pour un fonctionnement a flux maximal.

Nous arrivons donc avec cet agencement de la bobine d’excitation et de I’aimant a contrdler efficacement
le flux dans la structure. La figure II .8 montre la courbe de flux a vide en fonction des amperes tours injectés
dans la bobine du rotor. Le flux dans la bobine d’excitation, comme nous I’avons dit plus haut, suit une
courbe d’aimantation a saturation décalée du tiers du flux de I’aimant. Nous remarquons, par ailleurs, pour cet
exemple, que le flux de I’aimant a beaucoup baissé avec 1’augmentation du courant d’excitation. La baisse de
flux est de 1’ordre de 40 % pour une excitation de 900 A-tours. 1l faut dire que sur ce schéma de principe les
dimensions ne sont pas optimisées et que nous verrons dans le chapitre suivant, sur la machine optimale, que

celle-ci est moindre.

L’inconvénient majeur de cette double excitation est que son défluxage est global et pas local, il en résulte
des pertes fer plus ou moins importantes dans cette phase de fonctionnement. En effet, la figure II.7 montre
une circulation de flux dans la culasse stator malgré que le flux totalisé soit nul. Nous verrons dans le chapitre
suivant quelle conséquence cela pourrait avoir sur le rendement de la machine a grande vitesse et a faible

débit. Nous pouvons, par contre, des a présent dire que, comparativement a la structure (2), les pertes fer dans
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cette structure seront faibles. En effet, pour un méme nombre de paires de pdles et pour une induction dans la
culasse égale dans les deux cas, la structure (4) a ’avantage de voir la fréquence de variation de I’induction
dans le stator divisée par deux en mode de fonctionnement en défluxage. Cela & comme conséquence la baisse

relative des pertes fer.

Nous avons vu ici que le contrdle du flux pour ce type de double excitation parallele est efficace et nous
avons noté plus haut que ce n’était pas le cas d’une double excitation série. Nous avons choisi pour I’illustrer

de comparer par un calcul de flux a vide les deux structures.
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Fig. I1.9 : Cellule de double excitation série

Nous avons choisi pour cela la cellule de double excitation série de la figure I1.9 sur laquelle les sections
du fer et de la fenétre bobinable sont les mémes que dans la structure a double excitation parallele. La méme
précaution est prise pour la quantité d’aimants et 1’épaisseur de 1’entrefer afin d’avoir des structures

comparables.
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Fig. 11.10 : Comparaison des flux a vide des deux structures

La figure I1.10 montre les courbes du flux a vide obtenus avec un calcul éléments finis 2D pour les deux
structures en fonction des amperes-tours injectés. Il apparait clairement que 1’efficacité de 1’excitation bobinée
dans le cas la double excitation parallele est nettement meilleure que celle de la double excitation série, le
rapport des mutuelles entre le rotor et le stator dans les deux cas est de 3,5 dans la zone linéaire. On peut voir
aussi que le défluxage dans le cas de la double excitation série est nettement plus difficile que pour la double
excitation parallele o une fraction du courant nominal dans le sens inverse suffit pour accomplir un

défluxage total.

Fig. I1.11 : Machine a double excitation paralléle a concentration de flux [A5].

Nous pouvons aussi avoir dans ce genre de double excitation parallele une structure utilisant des aimants
ferrites avec concentration de flux (figure II.11), par contre cette structure souffre d’un probleme mécanique
dh a la petite épaisseur de tdle en dessous de ’aimant ne pouvant pas retenir les masses polaires a grande
vitesses. L’élargissement de cette zone de fer impliquera des grandes fuites de flux de 1’aimant donc une
utilisation non optimale des celui-ci. Par contre dans la structure décrite en haut utilisant nécessairement des
aimants terres rares une petite épaisseur de tdle suffit pour retenir que 1’aimant dans ce cas comme dans les

machine a aimants enterrés.

11.5 Conclusion:

Nous avons d’abord soulevé brievement dans ce chapitre la nécessité de recourir a la double excitation
dans les machines électriques tournantes, spécialement pour les machines pouvant étres utilisées pour la
génération d’énergie électrique et pour la traction dans les véhicules hybrides et utilisées par ailleurs en tant
qu’alternateurs seulement dans d’autres applications. En effet pour ces dernieres une machine a aimants avec
son convertisseur commandable revient tres cher pour sa fonction et une machine sans aimants pécherait par

sa faible puissance volumique. La double excitation permet ainsi de conjuguer les avantages de 1’une et de
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I’autre.

La fagcon d’agencer les bobines d’excitation et les aimants offre un large éventail de structures possibles.
Nous avons choisi de survoler de maniere non exhaustive quelques unes et pour chacune d’elles nous nous
sommes efforcés de mettre en évidence les avantages et inconvénients selon la maniere dont sont associées les
deux sources d’excitation. Pour 1'une il s’agit d’un défluxage difficile mais garantissant une réduction des
pertes fer en défluxage, pour une autre le défluxage est facile mais celui-ci n’étant pas local engendre des
pertes fer a haute vitesse. Nous avons vu pour une autre structure que nous pouvons nous affranchir des
contacts glissants pour 1’excitation bobinée mais dans un pareil cas un circuit magnétique encombrant est
nécessaire. Il existe néanmoins une structure qui peut sortir du lot grace a son défluxage facile et local, il
s’agit de la machine a griffes avec aimants. Nous rendrons compte dans le chapitre suivant de ses

performances.

La machine que nous étudions dans ce travail s’inscrit dans cette famille de machines, elle repose a la base
sur une cellule élémentaire que nous avons décrite en détail en haut. Nous avons vu que le contrdle de flux est
possible avec cet agencement et que par rapport a une double excitation série celui-ci est clairement plus
efficace. Nous verrons dans le chapitre suivant la transposition d’un tel principe sur une vraie machine et nous
essayerons de vérifier en simulation et en essai les différents cas de figure que nous avons énumérés

précédemment.
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Chapitre 111 : Etude de la machine a double excitation

III.1 Introduction :

Ce chapitre est consacré a 1’étude de la machine a double excitation. Nous 1’aborderons par la
description du cahier des charges, comme il se présente généralement chez les constructeurs automobiles.

Nous passerons par la suite au dimensionnement et la réalisation de la machine pour le besoin exprimé.

L’étude commencera par la vérification du bon fonctionnement du principe de double excitation sur
une machine basée sur la cellule élémentaire. Nous réaliserons pour cela un modele éléments finis de cette
machine et nous examinerons la faculté de contrdler le flux par le courant d’excitation. Nous utiliserons
pour ceci I’outil de calcul éléments finis Flux2D. Ce modele nous servira également pour dimensionner
I’alternateur répondant au cahier des charges. Le dimensionnement passera par une étude paramétrique sur
le circuit magnétique du rotor afin de trouver une géométrie bidimensionnelle optimale. Celle-ci pourra

étre déclinée en différentes longueurs pour trouver la machine adéquate.

Le chapitre se terminera par une étude expérimentale sur un prototype réalis€. Nous procéderons

dans celle-ci a la décomposition de pertes dans la machine pour les identifier.

III.2 Cahier des charges et problématique de I’étude:

I11.2.1 Cahier des charges de I’automobile dans notre étude :

Le cahier des charges de I’alternateur automobile se présente comme un ensemble d’exigences, variées
et séveres, que celui-ci doit satisfaire. La premiere, et c’est I’exigence principale, consiste en la génération
de courant électrique suffisant pour satisfaire le bilan de charge du véhicule. Ce dernier est établi suivant la
consommation électrique des accessoires. Les autres exigences sont relatives a la qualité de cette
génération. Que ce soit en terme de bruit magnétique, de bruit aéraulique ou d’ondulation de tension,
I’alternateur ne doit pas dépasser des gabarits bien définis. L’alternateur doit aussi répondre a des
exigences d’ordre mécanique, dans ce sens que I’inertie de son rotor doit étre limitée afin de diminuer les

contraintes dynamiques dans la face avant du véhicule.

Dans ce qui suit nous allons traiter la fonction principale de 1’alternateur, a savoir la génération
d’énergie €lectrique. Les demandes des constructeurs automobiles pour cette derniere s’expriment souvent
sous forme d’un courant permanent a fournir a haute vitesse et d’un courant minimum a garantir des le
ralenti du moteur thermique. On se ramenant aux vitesses de rotation de [D’alternateur, on parle
respectivement et généralement d’un débit a 6000 tr/min et d’un débit a 1800 tr/min. L’idéal étant bien sur

de profiter du maximum de puissance dés le ralenti.

42



Chapitre 111 : Etude de la machine a double excitation

Selon les demandes les plus récentes, nous avons choisi pour notre étude un cahier de charges, sous

une tension de bus continu de 13,5V et sous une température ambiante de 25°C, comme suit :

- Courant débité a 1800 tr/min = 130A (~ 1800 W).
- Courant débité a 6000 tr/min = 230A (~ 3100 W).
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Fig. 3.1 : Cahier des charges de Ualternateur automobile
I11.2.2 Problématique de ’encombrement radial et contraintes de dimensionnement :
Dans un souci de répondre a des cahiers des charges de plus en plus exigeants en puissance électrique,
I’équipementier automobile recherche a adapter la structure de machine déja industrialisée « la machine a

griffes » pour répondre au besoin demandé, en lui apportant maintes améliorations [B1].

Pour augmenter la puissance et passer a une classe de machine supérieure, toutes les améliorations
possibles sont envisagées. Il se trouve que, quelques fois, I’augmentation du volume de la machine dévient
inévitable. De par sa structure, la machine a griffes est connue pour son probleme d’ouverture des bouts de
griffes par centrifugation, raison pour la quelle nous ne pouvons pas augmenter de beaucoup la longueur

axiale, I’agrandissement se fait plutot simultanément dans les deux directions axiale et radiale.

Nous sommes passés de machines de diametre extérieur stator de 110 mm, pour satisfaire des besoins
en énergie électrique de 60A sous 14V, a des machines de diametre 144 mm pour la classe 230A en

passant par des diametres intermédiaires.

La contrainte diametre extérieur de 1’alternateur est une contrainte trés importante. Les constructeurs
automobiles, de par leur recherche permanente de compacité et d’optimisation du volume sous le capot,

font d’elle dans beaucoup de cas un critere de sélection.
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Le cahier des charges proposé pour cette étude est aujourd’hui satisfait avec une machine de diametre
extérieur stator 144mm, comme indiqué précédemment. Cette machine se monte bien sur des véhicules

d’une catégorie donnée mais pas sur la totalité des véhicules.

Dans ce qui suit nous nous proposons de réaliser notre étude de modélisation, de dimensionnement de
machines répondant au cahier des charges proposé dans un diametre 137 mm. Ce diametre correspond a

des machines que 1’on peut monter sur une large gamme de véhicules.

Nous avons choisi de travailler sur des machines ayant 8 paires de poOles par souci de débit a basse

vitesse, nous avons privilégié cette solution a la solution 6 paires de pdles

II1.3 Etude de la machine a double excitation :

La machine a double excitation étudiée se base sur le principe décrit dans le chapitre précédent. Ce
principe consiste, nous I’avons vu, en la succession, sur une cellule élémentaire (figure 3.2), d’un pdle
bobiné et d’un pdle a aimant de méme signe, Nord par exemple. Les poles Sud se créant par retour de flux
a travers les masses polaires situées entre les poles a aimant et bobiné. Ces masses polaires sont appelées

‘pOles conséquents’.

L’association de plusieurs cellules élémentaires nous permet d’obtenir des versions de la machine
ayant un nombre de poles multiple de quatre. La cellule de base étant constituée elle méme de quatre poles.
Nous pouvons donc réaliser des machines ayant 4, 8, 12, 16 ... poles. Notons au passage que la version a
deux paires de pOles n’est pas viable mécaniquement a cause du balourd que peut engendrer la dissymétrie

des forces centrifuges exercées sur le pole a aimant et sur le pdle bobiné.

Les aimants utilisés dans ces structures de type ‘sans concentration de flux’ sont des aimants terres
rares. Nous pouvons, néanmoins, utiliser des aimants ferrites dans une structure similaire dite ‘a

concentration de flux’ (voir chapitre 2), celle-ci par contre souffre d’un probleme de tenue mécanique.

La machine choisie pour I’application envisagée possede huit paires des pdles. Le courant élevé requis
au ralenti, 130A a 1800 tr/min pour notre cahier de charge, rend indispensable 1’augmentation du nombre

de paires de pdles, celui-ci étant de six sur la plupart des alternateurs automobiles.

La figure 3.3 montre une coupe transversale de la variante a huit paires de pdles de la machine. Nous

pouvons y distinguer la succession des quatre cellules élémentaires constituant la machine.
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Fig.3.2 : Cellule élémentaire de la machine a double excitation
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Fig. 3.3: Coupe transversale de la machine

Nous avons choisi d’utiliser la technologie de stator avec des fils de cuivre méplat (bobinage a
épingles) [U], car celle-ci nous garantit un coefficient de remplissage important, de 1’ordre de 60%, et des
tétes de bobines courtes avec coefficient d’échange thermique élevé. Nous reviendrons sur ce bobinage lors

de I’étude de la machine a griffes dans le chapitre IV.

Dans un souci de réduction du bruit magnétique et d’ondulation de tension nous avons opté pour un
stator composé de deux triphasés décalés de 30° électriques figure 3.4, chacun débitant a travers un pont de
diodes PD3 sur la batterie. La figure 3.5 illustre la forme d’onde du courant débité dans un cas idéal par un

alternateur dans les deux cas ; cas avec un seul bobinage triphasé et cas avec deux bobinages triphasés
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décalés de 30° électriques. On voit bien que le courant dans le cas d’un stator a deux triphasés est mieux
lissé que celui débité par un alternateur ayant un seul triphasé, il en résulte par conséquent une tension

nettement moins ondulée

Spstéme triphasi n®l

Positiorn fectrigue(©)
Cas d'un sewl friphase - Cas de 2 friphasés
—— I déhiré —— [ déhits :

—=— [dans e friphasé 1
—a— I dawis le friphasé 2

Fig. 3.5: Formes d’onde de courants dans un cas idéal
La technologie de stator a épingle a aidé a réaliser cela en permettant d’insérer les fils méplats avec un
bon coefficient de remplissage dans des encoches fines, donc de pouvoir réaliser des stators a deux

encoches par pdle et par phase dans les diametres restreints des alternateurs automobiles et pour des
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nombres de paires de poles élevés. Dans notre cas le stator comporte 96 encoches dans un diametre

extérieur de 137 mm.

II1.3.1 Modélisation par éléments finis
Nous abordons dans ce qui suit I’analyse par la méthode des éléments finis de la structure étudiée. Le

logiciel utilisé est Flux2D.

Pour des raisons de symétrie magnétique et d’anti-symétrie la modélisation d’un huitieme de la
machine suffit a étudier son comportement complet. Ce huitieme de la machine représente une demi cellule

élémentaire comme le montre la figure ci-dessous.

Fig. 3.6: Un huitieme de la machine
L’outil de calcul Flux 2D permet une étude en magnétostatique de la structure et permet aussi, grace

a la notion de bande de roulement, son étude en multipositions et en magnétodynamique.
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Fig. 3.7: Implémentation du circuit électrique sur Flux2D
Nous pourrons également associer au calcul élément finis sur les grandeurs électromagnétiques locales

un calcul des grandeurs électriques globales sur le circuit électrique associé. Dans notre cas le circuit sera
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constitué¢ des enroulements du stator, des deux ponts redresseurs a diodes et de la batterie. Au rotor on

injectera les amperes tours correspondant a la section bobinable et a la densité de courant retenue.

La figure 3.7 montre I’'implémentation du circuit sur le logiciel. Les enroulements du stator sont
modélisés par des ‘conducteurs bobinés’ caractérisés par un nombre de spires et par la résistance de la
portion étudiée (un huitieme de la résistance totale). Les diodes le sont par une source de tension
représentant la tension seuil et un interrupteur non commandable ayant une résistance R,, a 1’état passant et

Rosr a I’état bloquant. La batterie est représentée par une source de tension continue.

II1. 3.1.1 Flux et fem a vide :

La figure 3.8 montre 1’évolution du flux a vide par spire d’'une phase en fonction de 1’angle électrique,
nous pouvons noter que la forme d’onde du flux est sinusoidale, I’analyse harmonique montre que le flux a
vide de la machine possede peu d’harmoniques. L’amplitude de ’harmonique trois représente 4,6% du

fondamental, alors que I’harmonique cinq ne représente que 1,6%.

Amplitude {mWh) % fondamental
Flux & vide maximal a0 s
ler harmonigue 4.8 e
Je harmonigue 0.z 4 6%
Se harmonigue 0,08 1, 6%
Taux de distarsion 4, 9%

Tab. 3.1 : Caractéristique du flux a vide
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Fig. 3.8 : Evolution temporelle du flux a vide par spire et analyse harmonique
Le courant d’excitation dans ce cas est pris dans le sens positif, c'est-a-dire créant un flux renforcant le

flux total dans les phases. Nous avons pris un courant correspondant a des amperes-tours bobinés autour du
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pole de I'ordre de 800 amperes-tours, cette valeur est atteignable dans 1’encoche avec une densité de

courant d’environs 9 A/mm?, ce qui est tout a fait acceptable.

La forme d’onde de la fem a vide par spire a 1800tr/min entre phase et neutre est montrée sur la figure
3.9, la décomposition en série de Fourier du signal nous montre le contenu harmonique du signal (figure

3.9), avec un harmonique 3 de I’ordre de 13 % du fondamental et un harmonique 5 de 1’ordre de 8 %.
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Fig. 3.9 : Fem a vide par spire entre phase et neutre a 1800 tr/min et contenu harmonique du signal
III. 3.1.2  Controle du flux par la double excitation:

Comme nous I’avons montré sur la cellule de base étudiée dans le chapitre II, le courant d’excitation
permet un controle efficace du flux, nous avons pu le montrer sur un schéma de principe. Nous allons dans

ce qui suit le vérifier sur la machine complete basée sur ce principe.

L’étude éléments finis sur la machine montre bien que le flux peut étre completement annulé dans une
phase. Le courant nécessaire pour cette annulation de flux ne représente qu'une fraction du courant
d’excitation nominal. Pour magnétiser convenablement I’entrefer il faut des amperes tours de 1’ordre de
960 amperes-tours (12 A d’excitation) alors que pour défluxer totalement la machine il suffit d’injecter

320 amperes-tours dans le sens inverse (4 A dans le sens négatif).

On retrouve le méme comportement du flux en fonction du courant d’excitation décrit dans le chapitre

précédent, les figures suivantes illustrent bien ce comportement.

a) Dans le cas ou la machine n’est pas excitée, les lignes de flux sont créées par 1’aimant. Elles se
referment a travers les masses polaires qui lui sont adjacentes et par les pdles bobinés (figure 3.10). I se
forme alors au rotor une succession d’un pdle nord et de trois poles sud. La figure 3.11 montre une vue

étalée de la machine dans ce cas de figure. Le bobinage du stator récolte dans ce cas la un flux non nul.
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Bobine Bobine Bobine Bobine

Fig. 3.11 : Vue étalée de la machine : pas de courant d’excitation
b) En injectant un courant d’excitation dans le sens positif ‘magnétisant ou fluxant’, on vient insérer
un pdle nord dans la succession des trois pdles sud décrits en haut (figure 3.12). Les lignes de flux de
I’aimant se referment alors par les podles conséquents. Les lignes de flux du pdle bobiné se referment elles
aussi par ces mémes poles sud (figure 3.13). Nous obtenons ainsi une succession réguliere de pdles nord et
de poles sud. Le flux total embrassé par le stator est réglé par la bobine d’excitation celui-ci augmente avec

I’augmentation du courant d’excitation, jusqu'a saturation du circuit magnétique

Fig. 3.12 : Sens positif de courant
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Fig. 3.13 : Vue étalée de la machine : fonctionnement nominal
¢) En inversant le courant d’excitation et en 1’augmentant progressivement, les lignes de flux de
I’aimant se voient de plus en plus aiguillées vers le pdles bobinés. La figure 3.14 illustre bien ce cas de
figure : la majorité des lignes de flux sortant de 1I’aimant se referment a travers le pdle sud bobiné. Ce pdle
sud se voit graduellement renforcé avec 1’augmentation du courant inverse (figure 3.15) et vient de plus en
plus égaler le flux nord des aimants au méme temps que les podles conséquents deviennent de plus en plus

neutres. La somme des flux dans les phases du stator baisse par conséquent progressivement.

Fig. 3.14 : Courant d’excitation négatif
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Fig. 3.15 : Vue étalée de la machine : défluxage partiel

d) Pour une valeur de courant d’excitation inversé donnée, la quasi-totalité des lignes de flux sortant

de I’aimant passent par le pole bobiné, sautant ainsi les pdles conséquent (figure 3.16).
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La somme du flux dans une phase est quasiment nulle. Ce qui est récolté par un pdle statorique est
retranché un pas polaire plus loin. Les pdles conséquent sont quasiment neutres dans ce cas la (figure

3.17).

Fig. 3.16: Défluxage total de la machine
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Fig. 3.17 : Vue étalée de la machine : défluxage total
La figure 3.18 a) montre 1’évolution du flux a vide dans une phase en fonction de la position
électrique, pour différentes valeurs de courant d’excitation. Nous constatons que le contrdle du flux par ce
dernier est efficace. La figure 3.18 b) montre la variation de la valeur du flux maximum en fonction du
courant d’excitation, nous voyons que pour une valeur de courant d’excitation inverse de 4 A le flux est
quasiment nul dans la phase. Le tableau 3.2 donne les valeurs numériques du flux maximum et du flux

efficace dans une phase en fonction du courant d’excitation.

IfTA) 4| 2ol 3] 5] 810|152
Flux max {(mWh) |06 | 085 | 170|297 | 351|473 | 495|519 |59
Flux aff fmWh) | 010|057 | 115|202 | 258|319 |336 | 353 360

Tab. 3.2 : Valeur de flux en fonction du courant d’excitation
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Fig. 3.18 : Flux d’excitation en fonction du courant d’excitation

Il en résulte un contrdle de la fem a vide de la machine, comme nous le voyons sur les figures suivantes.
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Fig. 3.19 : Fem a vide par spire paramétrée par le courant d’excitation

If14) 4|20l 3|58 ]ww0[15]
Femeff(v) |020|0p87 175308395 491|514 |539 580

Tab. 3.3 : Fem a vide efficace par spire en fonction du courant d’excitation

Le controle de flux dans la machine, comme nous 1’avons vu, est efficace, celui-ci se fait de maniére
globale, c'est-a-dire que I’on arrive a annuler le flux dans une phase sans annuler le flux localement dans le
stator. Ceci aura bien sur des conséquences facheuses sur le niveau des pertes fer lorsqu’on on travaille en

défluxage.

Afin voir ce qui se passe se ce point de vue, nous nous intéresserons a ce qui se produit localement
dans le stator. La figure 3.20 montre le schéma de principe de la double excitation. Ce schéma est réalisé
dans le but de distinguer le flux @A; dans un pdle Al du stator et le flux @A, dans un autre pole A, du
stator situé un pas polaire plus loin. Ces deux pOles appartiennent a la méme phase A. Quand le premier

poOle est situé face au pdle bobiné I’ autre est en face du pdle a aimant. Nous regarderons donc ce que voient
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les deux pdles quand le rotor de la machine tourne et quand le on fait varier le courant d’excitation dans le

podle bobiné.
o 1800 360° Repére du stator
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Fig. 3.20 : Schéma expliquant les différents flux dans la machine
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Fig. 3.21 : Flux dans les poles du stator Aj et A,de la phase A en fonction du courant d’excitation

Les figures 3.21 monte la variation du flux dans les deux pdles A;et A, en fonction de la position du

rotor dans quatre cas.
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Chapitre 111 : Etude de la machine a double excitation

Le premier cas est relatif a un fonctionnement en défluxage total avec un courant d’excitation inverse
de -4A. Bien que le flux dans la phase A soit nul, les flux dans les deux poles A; et A, ne le sont pas. Ils

ont tous les deux la méme valeur mais ils son t en opposition. C’est cela qui fait que le flux total soit nul.

Le deuxieme cas représente un fonctionnement sans courant d’excitation. Dans la position initiale (téta
=0°), le flux dans le pole A2 est égale au flux de I’aimant et le flux du pdle A;est égal a environs le tiers

du flux de I’aimant dans le sens inverse. La somme des deux flux est non nulle.

Le troisieme et le quatrieme cas représentent des fonctionnements avec des courants d’excitations dans
le sens positif. Dans les deux cas le flux du pole bobiné est dans le sens positif, une fois inférieur au flux

produit par I’aimant et 1’autre fois supérieur a ce dernier.

Dans les quatre cas malgré la variation du flux total récolté par la phase A, le flux dans les différents
poles du stator ne s’est jamais annulé. Ceci engendrera, nous le verrons plus tard, des pertes fer dans la

machine lorsque celle-ci fonctionne en défluxage.

Flux fmifh)
¢
— Flux das pdle bobinds
2 Flux des pdles & aimants
i —8— Flux dans Iz phasze
-2
-4

Fig. 3.22 : Schéma expliquant des différents flux dans la machine

La figure 3.22 présente la variation des flux maximum vus par les pdles en face des poles bobinés et
les pdles en face des pdles a aimant en fonction du courant d’excitation. Cette figure montre que le flux des
aimants ne s’annule jamais et que pour contrdler le flux total nous récoltons son contraire dans les autres

poles.

I1I. 3.1.3 [Etude paramétrique et dimensionnement de la machine.

Avant d’entamer I’étude paramétrique, nous nous proposons de faire un petit apercu simplifié des
équations de la machine fonctionnant en alternateur, celui-ci nous aidera a guider notre démarche de

dimensionnement et le choix du modele a utiliser.

Pour écrire les équations de la machine en premiere approche nous préférons utiliser le modele de

Behn-Eschenbourg. Ce modele est assez simple, 1l suppose que le matériau magnétique est linéaire. La
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figure 3.23 montre un schéma équivalent par phase dans 1’alternateur et son diagramme vectoriel dans ce
modele. On notera que L est I’inductance synchrone définissant la proportionnalité entre les courant

d’induit et le flux magnétique d’induit.

~
Ep | - I Z
T J | CHETEG

Fig. 3.23 : Schéma équivalent par phase de alternateur et son diagramme vectoriel dans le modéle de
Behn-Eschenbourg

Le calcul du courant est tres simple. Sa formulation donne une idée sur les parametres influents sur
celui-ci. Notons au passage que ce modele ne garantit pas des résultats précis et satisfaisant a cause de la

forte hypothese de linéarité sur laquelle il repose.

Le courant électrique débité par la machine peut s’écrire :

= 1
R, - jL.@ M

Ev : Force électromotrice a vide.

V : Tension de la batterie, elle est fixe.

R : Résistance de phase du stator

L, : Inductance synchrone.

E =n_-@ @, ..c.c..oooviiiiiiiiiiii 2)

v

La force électromotrice a vide dépend de trois parametres qui sont le flux a vide de la machine ¢, , la

vitesse de rotation (ou pulsation €lectrique @ ) et le nombre de spires au statorn, .

L’inductance synchrone est fonction du nombre de spires au stator et de la reluctance du circuit

magnétique R .
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L’alternateur automobile fonctionne sur une large plage de vitesse. Elle varie entre le ralenti du moteur
thermique (ramené a la vitesse de l’alternateur, ce ralenti est équivalent a 1500 tr/min) et la vitesse
maximale du moteur thermique (équivalente a 18000 tr/min). Le comportement de I’alternateur est
certainement différent entre ces extrémités. Il est donc intéressant de voir I’influence des parametres a
basses et a hautes vitesses. Raison de plus que les débits des cahiers des charges sont exprimés a basse

vitesse (1800 tr/min) et a haute vitesse (6000 tr/min).

Dans la zone des basses vitesses, c'est-a-dire en dessous des 2000 tr/min, la réactance de la machine
est faible devant sa résistance. On peut se permettre vers les tres basses vitesses de négliger cette réactance

devant la résistance (L w<<R_ ). L’impédance de la machine est donc approximativement égale a sa seule

résistance. L’expression du courant (1) devient donc :

L’équation (4) montre que le débit a basses vitesses dépend essentiellement du flux a vide totalisé et

de la résistance du stator.

Il est donc primordial pour garantir un meilleur débit a basses vitesses d’avoir le circuit magnétique
assurant le maximum de flux a vide. Cela passe par une bonne définition du circuit magnétique et du choix

de la longueur active adéquate par la suite.

120
1 STy
L
= 6o
:..E I A —— M ma=I0)
E:ﬂﬂl S T ] IST==IISISISSSISr —— M2 =110 ---
1 . S
, Vi trinin)
i 2000 L0008 afgn A000

Fig. 3.24 : Courbes typiques de débit de deux machines avec des nombres de spires différents au stator
L’augmentation du nombre de spires au stator fait aussi augmenter le débit dans cette zone car elle
permet d’augmenter la force électromotrice, donc la différence entre celle-ci et la tension de la batterie. On
voit sur la figure 3.24 deux courbes de débit en fonction de la vitesse de deux alternateurs de Valeo bobinés
différemment au stator et possédant le méme circuit magnétique. Le premier alternateur est bobiné en 10

spires et le deuxieme en 11 spires, tous les deux avec un méme coefficient de remplissage. On voit sur
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cette figure que la machine ayant le plus grand nombre de spires commence a débiter plus tot grace a sa
fem plus élevée. On voit aussi sur le tableau 3.4 que celle-ci possede un débit supérieur a celui de la

machine bobinée en 10 spires en dessous de 2000 tr/min.

L’augmentation du débit a basses vitesses par I’augmentation du nombre de spires possede une limite
car la résistance du stator augmente également. En effet, avec le méme coefficient de remplissage, la
résistance du stator est proportionnelle au carré du nombre de spires. Il existe donc un optimum de nombre

de spires a qui garanti un meilleur débit a basses vitesses.

La résistance du stator, comme on vient de le citer, participe de maniere directe au débit dans cette
zone de fonctionnement. L’amélioration du coefficient de remplissage améliorera donc nettement le débit.

C’est pour cela que nous avons choisi un bobinage en fil méplat pour notre machine.

v i) | 1500]1800] 2000]2500]3000]4000]8000] 8000
wige=io)| r¢y |25 [ 49 [ 59 [ 75 [ 84 [ 94 [102] 106
M2p=11)| 144 | 34 | 52 |60 | 73 | a0 |88 | 95 | 97

Tab. 3.4 : Débites des deux machines en fonction de la vitesse

A hautes vitesses, le comportement de la machine differe. Dans cette partie, a cause de la valeur élevée
de la vitesse, et donc de la pulsation @ , la réactance de la machine prend le dessus sur sa résistance

(L,w>>R, ). L’impédance de la machine peut étre donc réduite a sa seule réactance. L’expression (1)

devient alors dans ce cas :

7 w9, -V
L -w

Et pour simplifier davantage cette expression, on se permet de négliger la tension de la batterie devant

la fem induite puisque la pulsation @ est élevée. Et en remplacant I’'inductance par sa formule donnée dans

(3)on aura :

Cette expression montre clairement que le débit stagne a hautes vitesses et dépend fortement du

nombre de spires et de la reluctance ou autrement dit de la perméance du circuit magnétique.

La figure 3.24 illustre bien ce phénomene. Nous pouvons voir sur celle-ci qu’a partir de la vitesse

6000 tr/min le débit commence a stagner.
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On voit aussi sur la méme figure que la machine possédant le nombre de spires le plus petit est celle
qui débite la plus a ces vitesses. Ceci est justifiable si on se réfere a I’expression (6) qui montre que le débit

est inversement proportionnel au nombre de spires.

Ce phénomene de changement de tendance du débit en fonction du nombre de spires en passant des

faibles vitesses aux vitesses élevées est appelé communément ‘basculement de courbe’.

L’expression (6) montre aussi que plus le circuit magnétique est perméable moins il débite a hautes
vitesses. Un circuit magnétique perméable subit de maniere plus prononcée la réaction magnétique de
I’induit. Celle-ci est la conséquence des amperes-tours du stator. Ces derniers tendent a abaisser le flux
dans la machine, donc la force électromotrice. Le modele de Behn-Eschenbourg utilisé jusque 1a est basé
sur un forte hypothese de linéarité et traite mal la réaction magnétique de 1’induit. D’autres modeles
améliorés traitent mieux ce phénomene. Le modele de Potier combine plutdt les forces magnétomotrices du
rotor et du stator, en les faisant opposer. Les amperes-tours équivalents sont donnés par une relation
vectorielle du courant d’excitation et du courant d’induit pondéré avec le coefficient de Potier & . La force
électromotrice utilisée dans son diagramme est une ‘ force électromotrice en charge’ intégrant la réaction
magnétique de 1’induit. Le modele de Blondel traite aussi la réaction magnétique de I’induit et il est élaboré

pour les machines a forte saillance.

Afin de garantir un dimensionnement optimal, la réaction magnétique d’induit doit étre bien prise en
compte. Le calcul en charge par la méthode des éléments finis intégrant le circuit électrique permet de
traiter ce phénomene implicitement et de maniere exacte sans aucune hypothese simplificatrice. Dans notre
cas, nous profiterons de la structure bidimensionnelle de notre machine, peu gourmande en temps de

calcul, pour réaliser notre dimensionnement optimal par la méthode des éléments finis.

La démarche de dimensionnement consistera, donc, dans ce qui suit, en la recherche d’une géométrie
de circuit magnétique optimale, celle-ci sera par la suite déclinée en plusieurs longueurs pour atteindre

I’objectif fixé en terme de débit a 1800 tr/min et 6000 tr/min.

Nous allons donc étudier I’influence des parametres géométriques les plus importants sur le flux a vide

de la machine ainsi que sur le débit en charge.

Les diametres extérieur et intérieur au stator €tant fixés, nous nous intéresserons au rotor a deux
parametres que nous jugeons tres importants a savoir, 1’épaisseur de ’aimant et la largeur du pdle bobiné.
La section de I’encoche au rotor, quant a elle, est directement liée a la largeur du pdle bobiné. Toute

I’étude est menée sur le logiciel de calcul par éléments finis Flux 2D.
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I11.3.1.3.1 Influence de I’épaisseur de I’aimant

La masse des aimants utilisés est un élément important pour le calcul du prix de revient final de la
machine. Il est alors essentiel de déterminer la quantit¢ minimale d’aimants nécessaire pour un
dimensionnement optimal. Nous fixons pour ceci la largeur de I’aimant de telle sorte a occuper totalement

le pas polaire, I’optimisation portera ainsi sur son épaisseur.

Laim &~

Fig. 3.25 : Paramétre «Epaisseur de I’aimant : E,;,, »
Pour une largeur de pdle bobiné donnée, nous faisons varier 1’épaisseur de 1’aimant a amperes tours
bobinés constants égaux a 995 amperes-tours. Ces amperes-tours sont obtenus avec une densité de courant
d’environs 11 A/mm? dans 1 »encoche du rotor. Les flux récoltés par le pdle au stator en vis a vis de

I’aimant et en vis-a-vis de la bobine varie comme le montre le tableau 3.5 et la figure 3.26

Eaim Fdle a cimant | Fdle bobing  |Flux Moyen/pdle
{ram ) Flux (mieber) | Flux fmifeber) imieber)

3 0, 486 0,635 0,560

4 0,537 0,630 0,583

] 0,557 0,622 0,580

a] 0, &5g O, GO3 581

7 0,554 0,560 0,560

g 0,562 0,476 514

Tab. 3.5 : Flux par pole a Amperes-tours constant en fonction de I’épaisseur de I’aimant

Le flux du pdle a aimant suit une courbe croissante de la forme f(x)=k- x/ (a +x) ayant une
asymptote Y =k . Le flux de la bobine, a I’inverse, diminue en fonction de 1’épaisseur de 1’aimant. Ceci est

du a la saturation de plus en plus importante au niveau du pdle intermédiaire, cette décroissance s’accentue
pour les valeurs supérieures de 1’épaisseur de 1’aimant car en plus de I’augmentation du flux de I’aimant il

y’a une diminution de la section de passage du flux au niveau du pdle intermédiaire
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L e e S o B e S S e D e i
B
£
é —— Flux pdle bobiné
LT —a— Flux pdle @ @imané |-
—i— Flux Moyen/pdle
|:',3 T T T |
o d 4

Epaisseny aimant fmm)

Fig. 3.26 : Flux dans la machine en fonction de ’épaisseur de I’aimant

R R

Fig. 3.27: Représentation de la cellule adoptée pour le calcul du flux a vide.
Le flux total de la machine étant la somme des deux flux, il existe par conséquent une valeur maximale
de flux correspondant a une épaisseur de I’aimant optimale de 5 mm. Néanmoins, nous préférons garder
I’épaisseur a 4mm car les 25 % d’aimant en plus, en passant de ’aimant de 4 mm a un aimant de 5 mm

d’épaisseur, n’apportent que 1,2 % de flux en plus.

Nous pouvons vérifier un tel comportement par un modele analytique simplifié de la structure a double
excitation. Considérons pour cela la vue développée de la portion de la machine étudiée (fig. 3.27). Le
modele reluctant complet de la portion étudiée que nous avons développé est représenté sur la figure 3.28.

11 est constitué de 7 reluctances différentes et de deux sources d’excitation
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Rﬂ' Rc Rc
LT | [
Ra‘_s Rﬂ‘s Rﬂ‘s
Re Re Re

Fig. 3.28 : Schéma reluctant complet
Les différentes reluctances et forces magnétomotrices du schéma reluctant équivalent sont les

suivantes :

nl ; : Force magnétomotrice des amperes-tours bobinés
nl , : Force magnétomotrice de I’aimant

. : Reluctance de I’aimant

R, : Reluctance de fuite a gauche de I"aimant

R, : Reluctance du pole rotor

: Reluctance du pole conséquent

R, : Reluctance de I’entrefer en dessous de la dent stator
R, : Reluctance de la dent stator

Rc : Reluctance de la culasse

Dans notre cas, nous considérons un modele linéaire non saturé, on peut négliger alors les reluctances
du fer devant les reluctances d’entrefer et de I’aimant du schéma complet. Nous aboutissons par

conséquent au schéma simplifié de la figure 3.29.
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Notons que la reluctance de fuite a gauche de I’aimant n’est pas prise en compte. On aurait di la
considérer nulle dans le cas d’'un modele non saturé. Cela, par contre, fausserait le calcul car I’aimant dans
ce cas se court-circuitera entierement a travers cette partie de fer. La suppression de cette reluctance
engendrera une erreur sur le flux de I’aimant calculé, elle sera égale au flux de fuite qui traverse cette

portion. Nous reviendrons sur ce sujet quand nous traiterons des améliorations possibles de la machine.

kR[] &[] &[] &[] &[]

Fig. 3.29 : Schéma reluctant complet
Le flux total dans la portion étudiée est la somme de deux flux produits par I’aimant et produit par
I’excitation bobinée.

6R, +9R, nlf +—° i
R,(8R, +9R,) (8R, +9R,)

¢V =

Le flux du pdle a aimant ¢, = ﬁnkz
e + a

6R, +9R,
R,(8R, +9R,

Le flux du pdle bobiné ¢,,. = )nlf

Nous développons les expressions littérales des deux flux pour déterminer 1’influence de la largeur de

I’aimant sur le flux a vide totalisé par la machine ;

1 E . 1 1
R, = . am__ =K, - E im > avec K| = :

HoH, Laim 'La Holl, Laim 'La

1 1

l’lla = ' Baim ' Eaim = K2 ) Eaim » avec K2 = ’ Baim

HoHMgim HoHaim
ol

Mo Lypgs - L,
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Avec :

E ims Ly - Respectivement épaisseur et largeur de 1’aimant

L, : Longueur active de la machine et également longueur de I’aimant
L, : Largeur du bas de dent statorique

e : L’entrefer

B Maim - Respectivement I’induction rémanente et la perméabilité relative de I’aimant
M, : Perméabilité magnétique de 1’air

K,,K, : Constantes

Les flux du p6le a aimants et du pdle bobiné deviennent donc :

¢ = 6 KZ Eaim
“ (SRe +9K1 Eaim)
6R, +9K E ;
¢exc — e 1~aim l/lIf
R,(8R, +9K,E ;)

La variation du flux de I’aimant en fonction de I’épaisseur de celui-ci suit une courbe a saturation

comme nous I’avons dit en haut, avec une asymptote k = % Bim Lyim L, -

Flux fmifabar)

QA === e

Qaog 4 -
—— Flux du pdle d aimant

L PRREEEE _ -
—8— Flux du pdle bobiné
—i— Flux mopen par pdle

azo T T T T T T T :

Q I 2 3 k) ) G 7 &
Faim (nam)

Fig. 3.30 : Flux en fonction de ’épaisseur de I’aimant (calcul analytique).
Le flux du pdle bobiné, dans ce cas, est croissant mais quasi-constant a la différence de celui calculé

par élément finis. Dans le cas du modele élément finis la saturation est prise en compte, raison pour
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laquelle nous voyons un fléchissement de la courbe, et dans le cas du modele analytique, étant donné que la

saturation n’est pas prise en compte, le flux est quasi constant et égal a son asymptotek = n/ ¢ / R, , les

amperes-tours d’excitation étant considérés constants pour cette étude

(F rmmm e e
Flux
Eaim | Elements finis |Anelytigue lindaire Erreur (i Heber)
i) | Flux fmWeber) | Flux fmi¥eber) {%a) - S S AT
3 0,45 0,51 %%
4 0,54 0,55 2%
5 0,56 0,57 3% [ . P —— Cialul analyfigue
& 0,56 0,5% 5% —m— Clenl dlement finds
7 0,56 0,60 T Edirn (ram)
g 0,56 0,62 2% 04 . . .
by 4 i &

Fig.3.31 : Comparaison du flux de aimant calculé par les deux modeéles
La comparaison des résultats de calcul de flux de 1’aimant par éléments finis et par le modele
analytique linéaire sans saturation montre que pour les valeurs faibles de 1’épaisseur de I’aimant, les écarts
sont faibles, de ’ordre de 5%. Les deux courbes possedent un méme comportement, c'est-a-dire qu’elles
tendent vers une valeur constante. Pour le calcul éléments finis la saturation est remarquable a partir d’une

valeur de I’épaisseur de ’aimant égale a 5 mm, alors que pour le modele analytique 1’asymptote est plus

loin.
7 mmm
Flux

Eaim Elowmonts finis |Analytigue Nudaire Erreur (e Heber)

frm) | Flux fmifeber) Flux rmifeber) %) 06
3 0,56 0,60 T !
4 0,52 0,62 6%
3 0,58 0,63 T 05 oo —— Calu] analyiigue ——--
6 0,32 0,64 10% ’ Colentd di ¢ fimi
7 0.5 065 4%, —8— Cilenl Eloment finis
2 052 0,66 21% 04 Eaim )

i 4 & &

Fig.3.32 : Comparaison du flux moyen par pdle calculé par les deux modeéles.

La comparaison des flux moyens par pdle calculés par les deux méthodes (figure Fig. 3.32) montre,
par contre, une différence de comportement entre les deux courbes. La courbe calculée par éléments finis
possede bien un optimum qui se situe a la croisée du début de la saturation du flux de 1’aimant et du début
de la diminution significative du flux de la bobine (voir figure Fig.3.26). La courbe calculée par le modele
analytique est au contraire croissante et tendant vers une valeur constante, elle est la moyenne de deux

courbes de méme variation (voir figure Fig. 3.30). L’écart entre les deux calculs est cette fois-ci significatif
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pour les valeurs de 1’épaisseur de I’aimant grandissantes car la saturation du fer est visible de maniere plus
significative sur les flux du pdle bobiné calculés par les deux méthodes. L’erreur commise par le calcul
analytique reste en contrepartie acceptable aux alentours de 1’optimum. La recherche de la valeur optimale
est directement obtenue par le calcul élément finis alors que par le calcul analytique peut induire une

erreur.
I11.3.1.3.2 Influence de la largeur du pole bobiné

La largeur du pole bobiné a une influence considérable sur le flux a vide de la machine et sur
I’inductance cyclique de celle-ci. Cette largeur conditionne a la fois la section bobinable de 1’encoche au
rotor et la reluctance que voient les lignes de flux qui y sont générées. Nous pouvons, dés a présent,
imaginer qu’il existe deux cas extrémes ; le cas ou la largeur du pole est petite et I’encoche tres grande, ce
qui correspond a un fonctionnement avec beaucoup d’amperes-tours et une saturation maximale au niveau
du poéle et le cas d’un pdle tres large peu saturé car on disposerait pas d’assez de section pour loger les
amperes-tours nécessaires. Nous essayerons donc, de déterminer la largeur optimale qui se trouve
forcément entre ces deux cas extrémes. Pour cela, on fixe I’épaisseur de 1’aimant a celle choisie

ultérieurement et on fait varier la largeur du pdle bobiné par pas de 2 millimetres.

J

Senc

Fig. 3.33: Parametre «Largeur du péle bobiné : L,»
Nous nous trouvons dans ces cas de figures devant deux manieres de comparer les différents rotors.
Allons nous comparer les rotors 2 méme densité de courant dans I’encoche ou a mémes pertes Joule dans
les enroulements d’excitation. Il est nécessaire de choisir entre les deux la fagon la plus juste et la plus

équitable. Pour cela, écrivons les équations qui régissent les deux manieres de faire.

Les pertes joules dans le cuivre du rotor s’écrivent :
_ 2
P.=p0V, i (7)

Et les amperes tours d’excitation s’écrivent comme ceci :
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nl, = 0.8 (8)

enc

Prenons deux géométries de rotor ayant des surfaces d’encoche Seni €t Senc 2, telles que Senc 2 €st double

de Seni.Regardons les implications qu’ont les deux manieres de raisonner.

Comparaison a méme densité de courant :

Les amperes-tours dans les deux encoches s’écrivent d’apres (8):

n’llfl = 5 'Senc 1

nZIfZ =06.5,.,

Donc:in, I, =2.n 0 i, (€))
Les pertes Joule, d’apres (8) s’écrivent :

Pjrl = p‘52'vcu1 = p‘52'Lenc‘Senc1

Pjr2 = IOé‘2 'VCM2 = p'éz'Lenc 'Senc2
Donc: P, = 2.Pjr1 .......................................... (10)

Nous voyons bien d’apres les équations (9) et (10), que si on compare les deux configurations a méme
densité de courant, ceci impliquera un doublement des amperes-tours dans I’encoche Senco €t ceci sera
accompagné aussi d’un doublement des pertes joules d’excitation. Bien que la section Sene2 a doublé par
rapport a la section Se,c; ce qui implique un doublement de la surface d’échanges thermiques entre le cuivre
et le fer, il reste que ces deux sections sont inscrites dans un méme diametre extérieur rotor, c'est-a-dire
qu’au final, la section d’échanges thermiques vers le milieu extérieur n’a pas forcement doublé. Une telle
facon de comparer conduit a favoriser des géométries a grandes sections bobinables, puisque les amperes
tours d’excitation y sont les plus grands. Sauf qu’a cause des pertes joules qui augmentent dans les mémes
proportions, ces géométries risquent d’avoir un échauffement excessif. Cette raison conduit, pour garantir

un échauffement équivalent, a vouloir comparer les circuit magnétiques a mémes pertes Joule.

Comparaison 2 mémes pertes Joule :

Les pertes Joule s’écrivent dans les deux encoches comme précédemment et d’apres (8) s’écrivent :
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Pjrl = p'alz'vcul = p'512'Lellc"S

encl

enc2

Pjr2 = 10'522"/0142 = p'522'Lenc'S

Pour garantir les mémes pertes joules, les densités de courants doivent s’écrire : 52 =

1
=5
V2

Ce qui se traduit en termes d’amperes tours bobinés par : p 1 f2 = /2.n,1 i

Nous nous apercevons, en cherchant a garantir les mémes pertes Joule dans les deux encoches, que les
amperes-tours n’ont augmenté que de 40% en doublant la section d’encoche, alors qu’ils ont carrément
doublé dans le premier cas. Il est clair que cette manicre de comparer les rotors assure, sans souci
d’échauffement excessif, la faisabilité des configurations obtenues. Toutefois elle peut €tre jugée trop
prudente par le concepteur de machines soucieux de tirer le maximum des structures et méme parfois
défavorisante pour les structures ayant un potentiel risquant de n’étre pas totalement exploité. La maniere
la plus juste de faire ce genre de comparaison est de considérer les machines a échauffement constant, dans
ce cas il faudra se doter d’un modele thermique global fidele et précis, chose qui n’est pas tout a fait aisée a
réaliser. Dans notre étude, nous allons comparer les rotors dans les deux cas de figures, sachant que la

solution la plus probable se trouve entre les deux cas.

Le tableau 3.6 donne une idée sur les amperes-tours injectés dans les différentes structures, dans les
deux cas de figure, pour les différentes largeurs du pdle bobiné. Nous nous sommes fixé comme données

d’entrée une densité de courant dans le cuivre de 11A/mm? et un coefficient de remplissage de I’encoche

rotor de 36%.

Lp mEHE ;;;;S;; | 8 (Afpnt) a wl d iso-
frrar) frrapna) st iso-peries Joule | pertes Jouls
B 2490 1154 10,2 1072
2 266 1060 10,6 1027
10 242 HE3 11,1 H7H
12 218 BE7 11,7 428
14 192 765 125 B72
16 166 BE1 134 211

Tab. 3.6 : Données de simulation
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7 Flux Flux Flgx

N Péle bobind | Pale aimant |Adoyenipidle

() {mWeabar) {mWeabar) {mWeabear)

B 0,444 0,561 0,502

B 0,569 0,547 0,558
10 0,652 0,531 0,592
12 0,684 0,521 0,603
14 0,676 0,523 0,600
16 0,645 0,531 0,588

g s
£
=
é —e— Flur bobine
fd dooeeonn —8— Flur agimant | _______.
’ —h— Flux moyen
Lp(mm)
|:|_,3 T T T T T 1
3 7 9 1 13 13 17

Fig. 3.34 : Résultats de simulation par éléments finis a iso densité de courant

Les résultats de simulations montrent que, dans les deux cas, la machine possede un optimum en terme

de flux a vide se situant aux alentours d’une largeur de pdle de 12 mm. La différence remarquable entre les

deux approches du probleme se trouve aux extrémités, vers les largeurs de pole les plus grandes plutot que

les plus petites. Nous remarquons un fléchissement de la courbe, nettement visible vers les largeurs de

pole les plus grandes, pour I’approche a méme densité de courant. La largeur de pdle augmentant resserre

la section d’encoche, et si I’on garde la méme densité de courant, les amperes-tours se trouvent ainsi

nettement amoindris. Par contre, afin de rester a mémes pertes Joule la densité de courant est augmentée, a

13,4 A/mm? pour le cas extréme, ceci étant associé a une grande section du pdle, ceci permet une efficacité

aux amperes-tours résultants. Ceci n’étant pas le cas pour les pdles serrés, car le niveau de saturation atteint

fait que I’augmentation des amperes-tours n’a pas de conséquences palpables

ip Flux Flx Flux

Pale babiné | Pdle aimant |Mayernipdis

(mr) {mWebear) fmWebear) {mWebear)
B 0,440 0,561 0,501
8 0,567 0,547 0,557
10 0,654 0,531 0,592
12 0,642 0518 0,605
14 0,696 0,515 0,606
16 0,684 0518 0,601

1

oF

0.6

05

Flux (mWh)

04

03

—&— Flux moyen

9 11

Fig. 3.35: Résultats de simulation par éléments finis a iso pertes Joule
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On peut 1a aussi, de la méme maniere que pour le paragraphe précédent, utiliser le modele analytique
sans saturation pour étudier I'influence de la largeur du pdle bobiné sur le flux a vide de la machine. Pour

cela nous utiliserons la méme formule de flux a vide trouvée en haut, a savoir :

6R, +9R, I 6

+— I
R,(SR, +9Ra)nf (8R, +9Ra)n “

¢, =

Cette fois ci, les amperes-tours équivalents de 1’aimant ainsi que sa reluctance sont fixes et sont
donnés pour un aimant de 4mm de largeur. Nous utiliserons 1a aussi la méme logique de comparaison
utilisée en haut et nous injecterons dans le modele les amperes-tours calculés dans le tableau 3.6 pour une
comparaison a2 méme densité de courant et une comparaison a mémes pertes joules. Nous avons obtenu
pour cette recherche de largeur optimale de pdle bobiné les résultas présentés dans les figures 3.36 et 3.37.
Nous remarquons que les courbes obtenues dans le cas du calcul a iso densité de courant sont linéaires. Le
flux de I’aimant est constant et le flux du pdle bobiné décroit linéairement avec I’augmentation de la
largeur du pole, la section d’encoche diminuant linéairement avec 1’augmentation de ce dernier et les
amperes-tours injectés par aussi. L’optimum se trouve dans ce cas vers les largeurs de pdle les plus petites,

ce qui n’est pas le cas dans un cas réel avec saturation.

Dans le cas du calcul a iso pertes joules, le méme constat est visible, a la différence que cette fois-ci le
flux du pole bobiné ne varie pas linéairement en fonction de la largeur du pdle car les amperes-tours
doivent étre une fonction racine de la section bobinable donc de la largeur du pole pour garantir la
comparaison a mémes pertes Joule. La courbe de flux du pdle bobiné est de plus relevée vers les grandes
valeurs de la largeur du pdle car les amperes-tours y sont plus importants que dans le cas précédent du fait

de la comparaison a iso pertes Joule.

Le calcul dans les deux cas de figure ne nous permet pas de tirer un optimum avec le modele

analytique linéaire

L20 qemmzmmm e mmmm e oe e
Lp wlf |Flux bobine |Flux atmont | Flux moyan Flux —— Flux gimant
(mm) |(A-towrs)| (mWeber) | (muWeber) | (mWeber) |y | _{{n_ﬁ;ﬁ@b%{) ____________ —8— Flux hobine |-
1154 1,003 0,548 0,775 A Flux mayen
1060 0,921 0,548 0,734 080 T
10 963 0,837 0,542 0692 |,
I 0,753 0,543 065t | | ———————
14 765 0,665 0,542 0606 |0 Lp fmm)
16 6651 0,574 0,542 0,561 i & & 10 1 14 1 13

Fig. 3.36 : Résultats de simulation a iso densité de courant
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Lp wlf  |Flux bobine |Flux aimont | Flux moyen hae Flux —— Flux aimant
(m) |(A-towrs)| (mWeber) | (mWeber) | (mWeber) | ;40 |fmieber) —-— Flux bobine |
6 | 1072 0931 0,548 0,740 - Fluxcmoyen
8 1027 0,292 0,548 0,720
10 979 0,351 0,543 0,699
12 920 0,207 0,542 0,672
14 272 0,758 0,548 0,653
16 211 0,705 0,548 0,626

Fig. 3.37 : Résultats de simulation a iso pertes Joule

La comparaison, illustrée par les figures 3.38, 3.39 et 3.40, entre les résultats des deux modeles montre
que, pour le calcul du flux I’aimant, I’erreur commise avec le modele analytique n’est pas grande, elle est
au maximum égale a 6%. En effet, la reluctance de 1’aimant et de I’entrefer réunis est tres grande devant la
reluctance du fer. Par contre, la reluctance de fer ne peut pas €tre négligée devant la seule reluctance de
I’entrefer, surtout vers les valeurs faibles de largeur de pole ou la saturation dans le fer est élevée. Par
contre plus on élargit le pole et on baisse les amperes-tours, la saturation dans le fer diminue faisant

converger les deux courbes et rendant 1’erreur commise tres faible (3% pour un pdle de 16 mm).

T e ettt
Lp Elamonts finis | Anolytique lndaire | Erreuy ‘ ;;Eru;c ) —— Ciu! analpiigue
frm) | Flux fmieber) Flur fmieber) ) | a7 4 e ] —m— Cileul dlement finis | - -
0,36 0,35 -2% 06
0,35 0,35 0% ’ . ) )
10 0,53 0,55 % | 45 1 s .
12 0,52 0,55 % |
14 (T 0,35 f% 04 Lp(nun)
18 032 052 Skic 4 6 & 0 12 M 16 Iz

Fig. 3.38 : Comparaison du flux de I’aimant calculé par les deux modéles

Le flux moyen totalisé étant la moyenne des deux flux, il comporte par conséquent I’erreur de I’un et
de l'autre. Pour la largeur de pole choisie par le calcul éléments finis 1’erreur commise par le modele

analytique est de 11%, ce qui est acceptable pour un modele linéaire.
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. : . . . pp o Fhwe —— Calul analyfique

Ep Eloments fints | Anolytigue lndaire | Erraur |~ (e Fgher) . :

—— Cpleul élement finds
frm) | Flux fmieber) Flux fmieber ) &
& 0,44 0,93 53%
g 0,57 0,29 36%
10 065 0,25 23%G
12 0,69 0,21 14%
14 0,70 0,76 8%
16 0,68 0,70 3%

S

* Flux
Lp | Elements finis |Analyfique lindaive | Brreur o |(mFFeber) —— Calul analytique L
fmm) | Flux fmBeber) | Flux (mieber) ) | —m— Caleud dlement finis

6 0,50 0,74 agep |8 o
g 0,56 0,72 2% (g ... :__:ba .....
10 0,59 0,70 153%
12 061 068 1196 | 04 oo
14 0,61 0,65 T% Lymmn)
16 0,60 0,63 A |84 T — — '

4 ] 4 oIz Iq Ié 15

Fig. 3.40 : Comparaison du flux moyen calculé par les deux modeéles

R RS LT eI Débit & iso-pertas Joule
cotirant

débit (pu) & | debit (pu) & |débit fou) & | débat (ou)

L_polelmm) |1 000 trimin | 5000 trimin | 1800 trimin | 6000 mimin
B 0,50 1,00 a5y 0,85
g 0,52 0,98 0,58 1,00
10 0,94 095 1,00 0,87
12 1,00 0,50 0,859 0,84

Tab. 3.7 : Résultats de simulation en pu des débits en charge
Le flux a vide nous renseigne sur le débit de la machine a basses vitesses, ce parametre avec la
résistance su stator, sont les plus influents sur le débit, dans ces zones de fonctionnement. Par contre, a
hautes vitesses, I’inductance de la machine reprend de 1I’importance et conditionne I’état magnétique de la
machine par la réaction magnétique de I’induit. Afin d’intégrer ce deuxieme phénomene dans notre
optimisation, un calcul en charge s’impose. Nous montrons en valeurs unitaires les débits en charges
calculés sous Flux 2D. Dans chaque colonne du tableau suivant, la valeur du débit est calculée en divisant

ce méme débit sur la valeur maximale dans la méme colonne.
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Nous confirmons, d’apres les résultats montrés ci-dessous, que le flux a vide constitue un parametre
tres important a basses vitesses. Ceci est visible sur les figures 3.41.a et 3.41.b puisque les machines
débitant le plus pour ces vitesses sont celles qui donnaient, dans le calcul par éléments finis, le plus de flux
a vide. A hautes vitesses, du fait de I’intervention de 1’autre parametre, a savoir 1’inductance de la machine,
les tendances ne sont plus les mémes et de facon générale les débits des machines tendent de plus en plus a
se dégrader en augmentant la largeur du pole. Car pour les pdles les plus larges, dans les conditions de
notre étude, les phénomenes les plus défavorables interviennent ; Le flux a vide a tendance a diminuer et la
réaction magnétique de 1’induit & augmenter. Nous n’avons pas jugé utile d’aller plus loin que la largeur du

pole 12mm car il est clair, que pour ces machines, les débits vont baisser pour les basses et hautes vitesses.

La machine la plus optimale, au final, n’est pas celle qui donne le plus de flux a vide, c'est-a-dire une
machine de largeur de pdle 12mm, mais c’est une autre avec une largeur moindre (10mm), celle-ci garantit

un débit équilibré a hautes et a basses vitesses .

Nous avons, apres cette étude paramétrique, définit le circuit magnétique optimal pour notre
application « alternateur automobile ». Ce circuit va étre adapté en longueur pour répondre a notre cahier

des charges.

R e 1
GOE S ——— e 0,9
08 - T T oo 08 -
£, il
o 1 S, Tp=émm 0,7
OF dommmmmm oo —a—Lp=28mm 0.8
I T —#—Lp = 10 rrn 05
——Ip=11
0.4 : : : ki 0.4 ' - ' -
1500 2500 2500 4500 500 &500 1400 2600 Ja00 4400 a400 GEa00
¥ fovfmind ¥ terfmin)
a) a iso densité de courant b) a iso pertes Joules

Fig. 3.41: Résultats de simulations par éléments finis en charge
I11.3.1.3.3 Machine répondant au cahier des charges

Il s’agit dans cette partie de faire varier la longueur active de la machine et le nombre de spires au

stator afin de trouver la machine adéquate a notre application.

Tout d’abord, nous allons explorer les configurations de bobinage possibles au stator avec la

technologie de bobinage en fil méplat choisie.
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L’encoche au stator dans notre cas contient quatre conducteurs rectangulaires. Il est donc possible avec
les quatre conducteurs d’avoir un bobinage a une spire si on les met tous en parallele, a deux spires si on
les met deux a deux en parallele et a quatre spires s’ils sont tous en série. Il aussi possible des connecter les

trois phases en triangle ou en étoile. Il existe donc six possibilités.

On pouvait aussi faire le choix d’avoir deux conducteurs dans 1I’encoche, mais se choix laisse moins

d’opportunités, quatre au total.

La longueur active est aussi un parametre sur lequel on peut agir. Le nombre de structures a simuler
devient donc trés important si on veut considérer plusieurs longueurs. Sachant que le calcul se fera par la
méthode des éléments finis, il est donc nécessaire de cibler les configurations en se basant sur un ou

plusieurs criteres de présélection.

Les criteres de sélection choisis sont la faculté d’avoir une fem suffisante pour amorcer vers 1250 tr/min,
tel les autres alternateurs pour les applications 14V. Le deuxieme critere est d’avoir une résistance au stator
la plus faible possible. Le troisieme critere est de ne pas avoir une longueur excessive comparativement aux

alternateurs actuels.
Le couplage des phases, den, spires en étoile est équivalent en terme de fem a vide et d’impédance a

un couplage triangle possédantx/g -n,. Les six configurations de bobinage du stator, citées en dessus, sont

ramenées et exprimées en triangle pour pouvoir les comparer. Le tableau 3.8 énumere les différentes

combinaisons de bobinage ramenées a un couplage triangle.

Neambre de spires i Pl 22| 4|4

Couplage Al Y| AT | A
MNeombres de spires
daquivalents en triangle

L7 2 |35 4 |88

il

Tab. 3.8 : Différentes configurations de bobinage ramenées a un couplage triangle

D’apres le calcul de flux a vide sur notre circuit magnétique optimal, on peut évaluer la fem a vide par
spire et par millimetre pour la vitesse de 1250 tr/min a 0,1 V. Les longueurs actives nécessaires pour avoir
une tension de 14,7 V sont données sur le tableau 3.9. Cette tension est nécessaire pour pouvoir débiter
sous une tension de 13,5 V, a laquelle il faut ajouter deux fois la tension seuil de la diode. On remarque que

ces longueurs sont tres grandes comparativement aux longueurs actives des machines actuelles

74



Chapitre 11l : Etude de la machine a double excitation

MNeambre de spiras i i 2
Couplage & b Fi
Neombre de spires
dauivalents en triangle
Longuer active jrm) 48| &8 e

) L7 2

Tab. 3.9 : Longueur active nécessaire de machine (n;<2)

La machine possédant un bobinage en 4 spires en étoile pourra amorcer avec une longueur active

d’environs 21mm, par contre elle est éliminée a cause de sa grande résistance, celle-ci avoisine 70 mQ.

Nous avons gardé pour notre étude les deux configurations pouvant garantir un amorcage avec des
longueurs actives et des résistances acceptables. Le tableau 3.10 résume les caractéristiques des machines a

simuler.

Babinage stator 2Y | 2Y (2| 448 | §4 | 44
Longeur active (mm) 40 | 45 | 50 40 45 S0
Résistance couplde (mQ) | I7.8 | 184 | 106 | 237 | 245 | 26,1

Tab. 3.10 : Machines a simuler

Les machines ayant 4 spires couplées en triangle ont un débit conséquent a basse vitesse. Grace a leur
nombre de spires €levé, elles arrivent a débiter plus que les machines bobinées en 2 spires en étoile. Le
contraire se passe a hautes vitesses ou 1’avantage est du c6té de la machine ayant le moins de spires. C’est
ce que nous avons vu précédemment et que nous avons appelé ‘basculement de courbe. La figure 3.40
illustre bien se phénomene, elle montre les courbes de débit de deux machines ayant la méme longueur

active (50 mm) est bobinées avec des nombres de spires différents.

La machine de longueur active 50 mm bobinée en 4 spires en triangle, atteint a 1800 tr/min un débit de
147 A pour 130 A demandés dans le cahier des charges. Par contre a 6000 tr/min, elles arrive a peine a
dépasser 200 A pour 230 A requis. L’augmentation de la longueur active pour cette machine n’améliorera

pas de beaucoup le courant débité a 6000 tr/min a cause de son inductance élevée.

Comme on le voit, les machines bobinées en 2 spires branchées en étoile ont un débit faible a basses
vitesses, la machine de longueur active 40 mm ne débite que 60A a 1800 tr/min. A cette vitesse, la machine
ayant la méme longueur active et bobinée en 4 spires triangle donne 100A. Mais grace a leurs faibles
résistances leurs pentes de progression sont plus raides. Un surplus de flux aura donc beaucoup de

conséquences sur le débit, la longueur active dans ce cas la peut récupérer le déficit en flux. A hautes
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vitesses, ces machines se comportent naturellement bien grace a leur faible inductance. Le cahier des

charges a hautes vitesses est satisfait avec une longueur active de 50mm.

2160 g —a— 2 spires ¥ |[--
& 140 oY = spirgs 477

IGG T T T T T 1

Iaad 20000 30400 §000 5000 000 FOa0
Vitrimin)

Fig. 3.42 : Débits des machines de longueur 50 mm et bobinées différemment
Au final la machine satisfaisant le cahier des charges (Fig. 3.43 b) retenue pour notre application a une
longueur active de 50mm bobinée en 2 spires étoile dont les caractéristiques principales sont montrés sur

le tableau 3.11

Debit IA) Debit I4)
240 B . D
200
fad
J20 - S oo TR TR
_ —— L active 50
1AM SEEEEEE ——(dl —+— L active 30} . 1T 7 1—— L active 45 —=— L active 40|
—=— [ qctive 45 —=— L active 40
4"':" T T T T T 1 T T T T T !
000 2000 3000 4000 3000 6000 1000 2000 3000 4000 5000 6000 .
Viirsmin) et
a) Machines bobinées en 4 spires triangle b) Machines bobinées en 2 spires étoile

Fig. 3.43 : débits des différentes machines simulées
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Nembre de paires de pdles & Largeur des aimants | 17,5 wmm
Longueur aciive | 30 mm Longueur des aimants | 50 mm
MNombre dencoches au siator 2 Hoaisseur des aimaniz| 4 mm
Naombre de systémes triphasés 2 Masse totale daimants| 106 g
Ficke élactrique stator| 2 spires Largeur de pole | 10 mm
Couplage | Eifaile Nombre de spires par pdis Hao
Fésistance dune phase | 9,8 mid Feégigiance dy roior| 06702

Tab. 3.11 : Caractéristiques de la machine retenue

Les résultats de simulation en charge de cette machine sur le Logiciel Flux 2D sont les suivants :

Vitrfmin) | B+ (V) | IFiA) | Pex (W | ThrutfA) | fnet fA) | Pret (W)
1800 13,6 12 161 142 130 1755
2000 135 12 158 162 180 2029
3000 13,8 12 155 213 201 2714
6000 13,5 12 155 248 236 3186

Tab. 3.12 : Résultats de simulation de la machine retenue

Remarque : L’encombrement axial total du rotor a prendre en compte pour des comparaisons avec
d’autres structures n’est pas que la longueur active. Il faut prendre en compte 1’épaisseur des flasques
protégeant de part et d’autre les tétes de bobines (Fig.3.44). On arrive ainsi a un encombrement axial total

hors ventilateurs de 73,8 mm.

T8z de bobing Flasgue + venfilziour

Paguef de 61z

¥

f L active Lactive +2 x L flasgue

P

Fig. 3.44 : Encombrement du rotor
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II1.3.2  Essai et validation des résultas du calcul théorique
I1I. 3.2.1Essai a vide :

Dans ce qui suit nous présentons les résultats des essais a vide électrique du prototype réalisé. Nous
alimentons les bobines d’excitation avec une source de courant variable. Nous testons de cette facon
I’efficacité de I’excitation bobinée sur le défluxage de la machine. Les quatre bobines du rotor sont

montées deux en série, en parallele avec deux autres en série.

Le Tableau 3.13 présente les valeurs de la fem a vide efficace relevées sur voltmetre en fonction du

courant d’excitation injecté au rotor a une vitesse de rotation de 1800 tr/min.

Ifra) S| a8 S | 4520 3 a S |0 [ 1H | 20
fem aff (V)| 08|05 (03030916 |24[33]|59 768297 (101(10,3

Tab 3.13 : Fem a vide efficace en fonction du courant d’excitation a 1800 tr/min

Il apparait bien que ce principe de défluxage est efficace puisque 1’on arrive quasiment a annuler la
fem induite aux bornes de la machine. Les résultats des essais confirment bien les prévisions des
simulations sur Flux2D, nous remarquons que les caractéristiques de fem a vide en fonction du courant
d’excitation simulée et testée sont similaires (Figure 3.45). L’écart maximum entre les deux courbes est de
6% en haut de courbe, cela est probablement dii aux effets de coupe et de compactage des tdles

magnétiques. Les toles perdent un peut de leurs caractéristiques magnétiques suite a ces différents

traitements, et cela ce ressent plus dans le zone de fonctionnement a forte saturation.

I2

C e —— Simulation Flur2D|

I | —=— Eszai

ﬂ T T T T T T {f{:d}

S N & Iz 16 a0

Fig. 3.45 : Fem a vide efficace en fonction du courant d’excitation

La figure 3.46 correspond a des enregistrements point par point sur oscilloscope de la variation de la
fem en fonction du temps pour différentes valeurs de courant d’excitation. Nous voyons que pour une

valeur de courant d’excitation d’environ -5A la fem est quasiment nulle.
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Malgré le changement de configuration au rotor pour les valeurs négatives de courant, la fem induite
au stator reste de méme polarité. Nous rappelons que pour un courant d’excitation négatif nous avons au
rotor une succession Nord-Sud-Sud-Sud formant ainsi un quatre paires de pdles au total, alors que pour un
courant positif le deuxieme Sud de la succession des Sud devient Nord ce qui donne un fonctionnement

normal Nord-Sud-Nord-Sud, avec huit paires de pdles.

— =54
— =24
— =04
— =34
— =54

= 164

—— =204

1y
GE+00 IE-03 2E-05 JE-05 4E-03

Fig. 3.46 : Fem a vide en fonction du temps paramétrée par le courant d’excitation

A partir d’une valeur de courant de 10A, les courbes de fem a vide se resserrent et le signal devient de

plus en plus distordu a cause de la saturation du circuit magnétique.

La figure 3.47.a montre les deux formes d’ondes de la fem a vide simulée et mesurée pour un courant
d’excitation de 10A. Nous remarquons que les deux signaux sont quasi-identiques, leur décomposition en

séries de Fourier est montrée sur la figure 3.47.b.

is
—— F=sail g
o 4o e TT T | =——Aimulafion Flux2D | e
7 . sl
& i,
o4 % o O J FzlMM . —
E ' ' o 0 W Simulafion Flux2D
e mulanon X
R P S S P T!T?T!_f{g_c_f} i E" -------- WEssn 0 -
) - . ®. -
B I L LCT R TEEEE. CECEEPEPRESy SEEEr RS | [
N | -
.15
I 2 3 ¢ ) i 7
0 60 120 180 240 200 360 Rang harmonispe
a) Fem a vide en fonction de la position électrique b) Analyse harmonique

Fig. 3.47 : Comparatif des formes d’onde de la fem simulée et mesurée
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Cette décomposition donne pour les deux signaux la méme répartition harmonique avec une amplitude
du fondamental de 14 V pour la fem simulée et de 13,3 V pour le signal réellement mesuré, et un
harmonique de rang 3 de 1’ordre de 2 V pour tous les deux. Le tableau 3.14 donne une comparaison
exhaustive des différentes caractéristiques des deux signaux. Nous remarquons que les valeurs simulées et
mesurées sont assez proches les unes des autres. L’écart entre I’amplitude du fondamental des deux

signaux est de 5% et entre leurs fem efficaces est de 6%.

simuiation Hosei
Ampiitude (V) | % fondamental | Amplitude (V) | % fondamental
Fandamental 740 - 133 -
Harmonigue 3 1,02 T3, 7% 2 06 15 5%
Harmonique 5 7,74 a8, 1% 0 80 & 0%
Taux de distorsian 17,7% 17, 0%
Fewm & vide gfficace (V) o3 a7

Tab 3.14 : Comparatif de la fem a vide simulée et mesurée pour un courant d’excitation de 10A

Il est tres difficile, que ce soit en simulation ou en en essai, de reproduire le point de fonctionnement
avec une fem a vide totalement nulle. Ceci correspond (§ II.3.1.2) a un état magnétique ou toutes les
lignes de flux sortant de 1I’aimant rentrent dans le pole bobiné et qu’aucune d’elles ne passe par les poles
conséquents. Cela demande, si ce cas existe, a chercher finement une valeur de courant d’excitation inverse
tres précise, cette valeur se situe d’apres la figure 3.31 entre -4 A et -5 A. Cet état est tres instable car un
peu plus de courant dans le sens inverse impliquera le passage les lignes de flux de la bobine par le poles
conséquents, donnant ainsi naissance a un état magnétique pas décrit dans le paragraphe (§ 111.3.1.2), car
ne correspondant pas a un état de fonctionnement utile de la machine. Cet état est décrit par la succession
Nord-Nord-Nord-Sud sur une cellule élémentaire, conduisant a une fem non nulle inversée. Cette fem n’est
pas tres sensible a I’augmentation du courant dans le sens inverse a cause de la saturation du pdle bobiné,
celui-ci recevant a la fois les lignes de flux créées par la bobine et par I’aimant. La figure 3.48 illustre bien
ceci, on y voit les courbes de fem a vide sans excitation, avec un courant d’excitation de 8 A et avec un
courant d’excitation de méme valeur et de signe contraire. La fem efficace est égale a 9,2 V pour une

excitation de 8 A, alors qu’elle n’est que de 0,8 V dans le cas contraire.

En fonctionnement réel de la machine, c’est a dire débitant sur une charge a travers une batterie, le
point de fonctionnement avec une fem nulle n’est pas nécessaire. On arrive a annuler le courant de charge

sans annuler totalement la fem aux bornes de la machine. A une vitesse de rotation maxi de 21000 tr/min la
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Chapitre 11l : Etude de la machine a double excitation

fem a vide efficace avec un courant d’excitation inverse de -3 A serait de 10,5 V, cette valeur de fem

permet de ne pas débiter car elle est inférieure a la tension de la batterie.

—If=8A — =04 — =384

Fig. 3.48 : Inversion de la fem

III. 3.2.2 Essais en charge :

Les résultats de mesure sont obtenus durant un essai en pleine charge sous une température ambiante

établie de 25°C, c'est-a-dire la machine débitant le maximum de ses performances a cette température.

FPoulie
Motaur MENau 58
d ‘enfralnament
Alfernafeur
a fasfay

Meuze de
courant

-

Fig. 3.49 : Montage de la machine sur le banc d’essai
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La procédure de I’essai spécifie que la machine soit montée dans un banc de mesure équipé d’une
enceinte thermique (voir figures 3.49 et 3.50). L’essai se déroule dans les conditions dites stabilisées, c'est-
a-dire que pour chaque palier de vitesse allant de 1500 tr/min & 18000 tr/min, on releéve le courant débité
apres une période de stabilisation. Cette durée est de 20 minutes pour le premier palier de vitesse et 10
minutes pour chacun des autres paliers. L’essai se déroule en pilotant la tension de la charge Ub+ a 13,5V

et laissant 1’alternateur fournir le maximum de courant.

Le couple prélevé par la machine est également mesuré grace a un couplemetre situé dans la chaine
d’entrainement. Le calcul du rendement se fait en comparant la puissance utile (Pyge) délivrée par

I’alternateur a la puissance absorbée (P,) par celui-ci.

Fig. 3.50 : Enceinte thermique du banc

T débité
L

Ub+ T Charge pilofée en
fension

Baffen!el

Motanr
& ‘entrainement

Fig. 3.51 : Schéma de montage sur banc

La puissance absorbée est donnée par :
P, =C-Q, Q étant la vitesse de rotation de I’alternateur.

La puissance utile est donnée par :

P

utile

=U,, 1.
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Le rendement de la machine est égal a :

_ P
="

Fitesse | Ub+ |Idébité | Cowple |Pabs | Putile |rendement

(frimind | (V) | @) | (Mm) | (B3 | (WD (e}
1800 | 135 115 137 (2579 | 1822 S0
2000 | 135 152 &g | 2230 2060 7%
g | 135 198 125 | 2914 | 2672 G800
ao0d | 135 | 232 &2 |5159 | 3i4a &1 %

Tab 3.15 : Performances mesurées de la machine
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Fig. 3.52 : Courbes de débit en pleine charge de la machine

Les résultats obtenus montrent que le cahier des charges est satisfait par la machine conformément aux

prévisions. Celle-ci débite 135 A a 1800 tr/min pour 130 requis et 232 A a 6000 tr/min pour 230 demandés
a cette vitesse de rotation. L’écart maximum entre les résultats de simulations et les valeurs mesurées est de
3,8 %, cela montre a quel point le calcul par éléments finis est précis malgré sa lenteur si on le compare a
un modele analytique. En effet, pour un point de fonctionnement donné (vitesse, débit) il faut 8 heures de

calcul avec un ordinateur de fréquence 2,8 GHz alors que pour un modele analytique le calcul est presque

instantané.

La figure 3.52 montre 1’écart de débit entre la machine débitant sans stabilisation et la méme machine

débitant suivant la procédure d’essai en stabilisé. Il existe un écart de 10% en moyenne entre les deux
courbes sur toute la plage de vitesse, cela montre a quel point la prise en compte de la thermique est

importante dans le calcul des machines électriques. Dans notre cas nous nous sommes basés sur des valeurs

expérimentales relevées sur d’autres machines pour estimer 1’échauffement qu’atteindra la notre.
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Fig. 3.53 : Evolution de I’excitation au rotor
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Fig. 3.54 : Débit sans excitation
On remarque aussi un léger fléchissement de la courbe de débit en essai ‘Stabilisé’ vers les grandes
vitesses, cela est di a la baisse du courant d’excitation. La figure 3.53 montre 1’évolution de la température
du rotor et du courant d’excitation le long de la montée en vitesse pour le débit maximal de la machine. Les
deux parametres étant fortement liés, 1’augmentation de la température implique une baisse directe du
courant d’excitation, donc du débit. La cause de cet échauffement est imputée aux pertes fer a la surface
du rotor, car a partir de 6000 tr/min les pertes Joule au rotor et au stator tendent a se stabiliser et méme a

baisser, le débit étant a partir de cette vitesse constant et le refroidissement par ventilation augmentant.

De par sa structure ayant un flux non nul sans excitation, la machine voit entre ses bornes une fem non
nulle proportionnelle la vitesse de rotation, celle-ci génere une fois qu’elle a dépassé la tension batterie un
courant croissant avec la vitesse de rotation (figure 3.54). Ce courant est génant dans une phase de roulage
ol aucun consommateur sur véhicule ne préleve du courant ou dans une phase ol la charge demandée est

inférieure a 60A. Il provoque une surtension au niveau de la batterie et I’endommagement de celle-ci. Un
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controle du courant débité est nécessaire dans ce cas la, il est réalisé par I’inversion du courant
d’excitation. Il existe néanmoins des applications, notamment sur des véhicule de luxe, ou ce courant est en

permanence totalement utilisé.

La machine est testée en charges partielles pour vérifier la possibilité de réaliser le contrdle du débit
par I’excitation du rotor, la courbe de fem a vide nous a montré que la machine a le potentiel de le réaliser
en injectant un faible courant dans le sens inverse. L’essai est réalis€ en excitation séparée, mais en
pratique la structure nécessite 1’utilisation d’un pont en H intégré dans le régulateur ou dans une boite
séparée.

Nous montrons ici (tableau 3.16) les résultats de 1’essai pour deux valeurs de courant demandé de
10A et de 60A. On voit bien que la réalisation d’un débit de 10 A a haute vitesse est rendue possible par

I’inversion du courant d’excitation, celui-ci ne dépassant pas -4 A.

V{tefmin) | 1500 | 1800 | 2000 | 3000 | 6000 | 10000 | 14000 | 18000
! debitd id) 81 [ 405 | 325 (109 | 106 | -2 | -238 | -256
104 CiWm) | 1589 [ 129 [ 116 (083 | 084 [ 12 | 145 | 1585
Fend {%5)| BB% | 58% | 57% | 51% | 27% | 11% | 7% 4%
{ debitd Ifia) 955 | B45 | 555 | 331 | 125 (052 | 007 a
B4 CfWm) | 735 | 586 | 53 | 3B6 | 219 [ 185 | 184 | 182
Fend (%) 73% | 768% | 76% | 73% | B1% | 44% | 31% | 25%

Tab 3.16 : Performances mesurées de la machine en charges partielles

—s—TJdébité = IO A
——Tdébité =60 A 7"

a F000 SO0 LO00 13000 IS0oa I8000
V {irinin)

Fig. 3.55 : Courant d’excitation en charges partielles 10A et 60A
On remarque aussi, et c’est I’un des désavantages majeurs de cette structure, que le couple prélevé par
la machine a hautes vitesses pour ce méme débit tend a augmenter pour le débit de 10A (figure 3.55). De
par son principe de fonctionnement, la structure n’annule pas le flux en le baissant localement mais en

I’aiguillant de facon a avoir une résultante abaissée. Il en résulte que pour maintenir ce faible débit quand
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la vitesse augmente, il faut pousser de plus en plus de courant et prélever de plus en plus de couple, celui-ci

se transforme quasiment en pertes fer. Il s’en suit une nette dégradation du rendement.

Nous nous sommes intéressé aux résultats des essais pour un débit de 60 A car ce débit correspond au
maximum de courant délivré par la machine sans excitation. Pour des applications ou le débit est au
minimum égal a cette valeur, on voit bien que le courant d’excitation n’a pas besoin d’étre inversé. Ce qui
nous affranchit de 1’utilisation du pont en H. La courbe du couple en fonction de la vitesse pour I = 60A est
monotone. A hautes vitesses le couple prélevé par la machine provient des pertes fer élevées a cause de la

présence permanente du flux des aimants et de la fréquence augmentant.

S

Ft--teee - e o A F----
—— [ ddhité = 10 A

J AR —— bt = 60AF---------

0 3000 6000 9000 12000 13000 13000
¥ (trinin)

Fig. 3.56 : Couple prélevé par la machine pour les charges partielles 10A et 60A

Les essais en charges partielles sont réalisés sur le méme banc d’essai de la figure 3.49. La procédure
d’essais spécifie que la charge soit pilotée cette fois-ci en courant. Le courant est varié par paliers de 10A
de 0 A jusqu’au courant maximum de la machine. Pour chaque palier de courant sollicité, une période de
stabilisation de 10 minutes est exigée pour la premiere vitesse. Cette derniere correspond a la vitesse la
plus basse pour laquelle 1’alternateur est capable de réaliser la charge demandée, elle est déterminée lors de
I’essais en plein charge. On fait varier par la suite la vitesse jusqu’a la vitesse maximale en maintenant le
courant de charge a la méme valeur. Pour chacune des vitesses le temps de stabilisation est réduit a 1
minute. Le couple de la machine est prélevé a la fin de chaque période de stabilisation. Celui-ci nous

permettra pour calculer le rendement de la machine.

Elles sont aussi prélevées les températures des différents composants de la machine ainsi que le

courant d’excitation. Ces informations seront tres utiles lors de la décomposition de pertes de la machine.

Le graphe d’isorendements de la machine (figure 3.58) est obtenu a partir des essais en charges

partielles décrits en haut en calculant pour chaque couple de vitesse et de débit le rendement associé.
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Fig. 3.57 : Schéma de montage en charges partielles
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Fig. 3.58 : Cartographie d’isorendements obtenue par essai de la machine
Le graphe nous renseigne sur les zones de fonctionnement a haut rendement de la machine. On
remarque que la machine possede un bon rendement vers les basses vitesses et pour une large gamme de
courant débité, cela correspond a un fonctionnement ou la machine est normalement chargée, c'est-a-dire
ou les bobines du rotor sont excitées de fagon a produire autant de flux que les aimants. Par contre des que
I’on commence a défluxer, notamment vers les hautes vitesses et moyen débit ou pour des tres basses

charges a hautes et a basses vitesses, la machine voit son rendement se dégrader comparativement a une
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machine ol le défluxage serait local (la machine a griffes par exemple). Nous verrons cela plus loin lors de

la comparaison de la machine a double excitation a la machine a griffes.

I11. 3.2.3 Décomposition de pertes de la machine :

Il est indispensable, dans I’étude des machines électriques, de pouvoir réaliser le bilan de puissance,
ceci nous renseigne sur les différentes sources de pertes dans la machine et leur quantification, celles-ci se

répartissent comme suit :

- Pertes mécaniques : aérauliques, de ventilations et de transmission.
- Pertes par effet Joule au stator

- Pertes par effet Joule au rotor : Puissance d’excitation

- Pertes fer au stator et au rotor

- Pertes dans le pont redresseur a diodes

Nous procéderons dans cette partie au calcul de ces différentes pertes et a I’évaluation de leurs

proportions dans les pertes globales de la machine.
I11.3.2.3.1 Pertes mécaniques et aérauliques :

Les alternateurs automobiles ont une large plage de vitesse de fonctionnement. La vitesse de rotation
de ces derniers varie, avec un rapport de transmission égal généralement a trois, de 1800 tr/min a 18000
tr/min. De ce fait les pertes mécaniques et aérauliques peuvent avoir des proportions considérables. Les
pertes mécaniques sont générées par les frottements dans les roulements et les frottements entre bagues et
balais de I’excitation. Les pertes aérauliques proviennent des ventilateurs de refroidissement de part et

d’autre du rotor.

Pour déterminer ces pertes mécaniques nous avons utilisé un banc a entrainement direct (sans

courroie) muni d’un couplemetre adapté a la mesure des faible couples (voir figure 3.59).

Afin de ne pas induire des erreurs dans la mesure, nous avons pris le soin d’insérer dans le rotor a la
place des aimants des pieces en acier ayant la méme forme des aimants et dans lesquelles nous avons percé
des trous pour ramener leurs masses a celle des aimants. Nous avons utilisé pour cette mesure le rotor
avant qu’il ne soit utilisé dans d’autres mesures, dans le souci de nous épargner du couple qui subsisterait a

cause de la rémanence du fer si le rotor était déja excité.
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Fig. 3.60 : Pertes mécaniques et aérauliques en fonction de la vitesse de rotation

Les essais de détermination des pertes mécaniques et aérauliques de la machine ont donné le résultat
de la figure 3.60.

La loi permettant I’approximation des pertes en fonction de la vitesse est de la forme :

3
Pméca = kméca : V + kaéro : V
10000 10000

meca €t Koo soNt les coefficients de pertes mécaniques et de pertes a€rauliques et V la vitesse de

rotation.
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Nous avons pu par identification déterminer les deux parametres des équations des pertes mécaniques

est aérauliques qui sont :

k =90 W.min"!

méca

k. =215W.min"

aéro

Nous remarquerons que pour des puissances débitées de 1’ordre de 300 W a la vitesse de 18000 tr/min,

les pertes mécaniques et aérauliques représentent a elles seules plus de quatre fois la puissance utile.

Dans le cas de transmission par courroie, on peut rajouter a ces pertes les pertes par transmission qui
dépendront de la puissance mécanique transmise par la courroie a la poulie de I’alternateur et de la vitesse

de rotation comme suit :

Pabs V

Ptrans - ktrans
18000

Ou k, _ est le coefficient de pertes par transmission et P, la puissance mécanique totale absorbée

trans

par I’alternateur (k =0,03 min'l)

trans

I11.3.2.3.2 Pertes par effet Joule au stator :

Le stator de la machine est composé de deux systemes triphasés décalés de 30° électriques, le courant

débité par la machine est la somme des courants des deux systemes.

Les pertes dans le stator sont données par la formule classique :
2
P =2-3-R(T)-1,,

1 +op €St e courant efficace traversant une phase du stator.

R (T) est la résistance d’une phase calculée a la température 7' de fonctionnement mesurée sur les

tétes de bobines du stator a I’avant et a I’arriere de la machine.
I11.3.2.3.3 Pertes dans le pont redresseur :

Les pertes dans le pont redresseur a diodes résultent de la chute de tension aux bornes des ces diodes.

Pour simplifier le calcul nous considérons le modele de diode de la figure suivante :
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diade

T
i

p?-“i Vd‘iade
Fig. 3.61 : Caractéristique simplifiée de la diode

Lorsque la diode est passante, la chute de tension entre ses bornes est donnée par la relation :

Viiode =V + Ry (T) -1 g,
Avec V., : La tension seuil de la diode. Elle aussi dépend de la température, nous la considérons ici
constante pour simplification.
R, (T) : La résistance de la diode a I’état passant a la température de fonctionnement mesurée.

Nous

1 : Le courant traversant la diode.
diode

Les pertes totales dans le pont comprenant 12 diodes sont données par :

. 1
(—V“”’ 2k ‘“ﬁ‘]
V4 2

Pdiodex = 12 ' I

deff

111.3.2.3.4 Pertes dans ’excitation :

Ce sont les pertes par effet Joule dans le rotor engendrées par le courant d’excitation. Elles sont de la

forme :

P =U,- I

ex ex f

Dans nos essais, 1’excitation est séparée, notre calcul ne prend pas en compte les pertes dans le
régulateur. Celles-ci sont la somme des pertes Joule dans le MOS et dans la diode et les pertes par
commutation dans le MOS. Pour avoir un ordre d’idée de ces pertes, notons que dans un régulateur
d’alternateur automobile la totalité des pertes s’éleve a 3 W. Elles peuvent étre négligées si on les compare

aux pertes dans les rotors qui sont de I’ordre de la soixantaine de watts.
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I11.3.2.3.5 Pertes fer dans le rotor et le stator:

Les pertes fer dans les machines électriques tournantes ont fait 1’objet de plusieurs études et
publications [B2] [B3] [P1] [B4] [A1]. Il est certain que cette partie de 1’étude des machines n’est pas la
plus aisée puisque il s’agit de décrire des phénomenes microscopiques avec des modeles macroscopiques.
Plusieurs formulations ont été tentées par différents chercheurs, les plus anciennes considerent 1’induction
sinusoidale dans le fer [B2] [P1] [B4] et les plus récentes prennent en compte la forme non sinusoidale de

I’induction [B3][A1] [T].

Tous ces modeles tentent une séparation des pertes fer totales en des pertes par hystérésis et des pertes
par courants de Foucault. Le modele le plus connu et le plus utilisé et celui de Bertotti [B2]. Ce modele

donne pour I’expression des pertes spécifiques :

3

2 2

Pfer - th Bma+ch(me) + Kex (me)2
K,f B,” :Pertes par hystérésis.

K of ( /B, )2 : Pertes par courants de Foucault.

K,, (me )2 : Correction apportée aux pertes dynamiques, appelées pertes par exces.

K,, a et K, : coefficients propres a la matiere (données constructeur).

K, = (zd) / 6pm, . d ,p et m, sont respectivement I’épaisseur, la résistivité électrique et la masse

volumique de la toles utilisée.

f et B, :Fréquence et valeur créte de I’'induction sinusoidale.

Des améliorations ont été apportées a ce modele pour prendre en compte la forme non sinusoidale de

I’induction. On appellera ce dernier le modele de Bertoti amélioré [A1], sa formulation est la suivante :

3

2 2 5

P, = K,KfB + 2 L[4 44 Kexlr 9B\ 4
12p T\ dt T\ dt

K, : Coefficient de prise en compte des cycles mineurs
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On retombera sur la premiere formulation classique de Bertoti dans le cas ou l’induction est

sinusoidale.

Dans notre étude les pertes fer ne seront pas calculées. Elles se déduiront des pertes globales de la
machine par la séparation des pertes. Le principe consiste en 1’estimation des autres différentes pertes
(pertes mécaniques et aérauliques, pertes d’excitation, pertes Joule dans le stator et des pertes dans le pont

redresseur) et de la déduction de celles-ci des pertes totales.

Les pertes totales de la machine sont données par la formule :

P

totales

=P

abs

- P

utile
La puissance absorbée et la puissance utile sont calculées comme nous 1’avons montré précédemment.

Les pertes fer s’écrivent donc :

P, =P

fer totales P P

méca trans Js

- P

diodes ex

I11. 3.2.4 Evaluation des différentes pertes:

La figure ci-dessous montre I’évolution des pertes de la machine en fonction de la vitesse de rotation
pour un débit maximal de celle-ci. A partir de la puissance utile mesurée sur banc d’essai, nous rajoutons

par couches toutes les pertes estimées jusqu'a atteindre la puissance totale absorbée.
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Fig. 3.62 : Répartition des pertes de la machine en fonction de la vitesse de rotation
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Nous constatons sur la figure 3.63 que les pertes sont tres élevées a hautes vitesses, notamment les
pertes fer. Celles-ci constituent la moitié des pertes totales, ce que montre le diagramme de répartition des

pertes. Les pertes mécaniques et de ventilations représentent elles un cinquieme des pertes totales.

A cause des vitesses élevées auxquelles tournent les alternateurs automobiles, les pertes fer doivent
étre prise tres au sérieux. Afin de les réduire, il ne faudra pas faire I’économie d’utiliser des toOles

d’épaisseur moindre que celle que nous avons utilisé€ (0,5 mm).
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Fig. 3.63 : Répartition des pertes en débit maximal
I11.3.3 Voie d’amélioration du débit : traitement thermique de la tole retenant I’aimant :
L’analyse par éléments finis de la structure a double excitation met en évidence I’existence d’un flux

de fuite considérable au niveau de la tle retenant 1’aimant.

L’aimant, sous ’effet de la force centrifuge, tend a se désolidariser de la structure, ceci est d’autant
plus accentué quand la vitesse de rotation augmente. Il est donc clair que le dimensionnement de
I’épaisseur de la tdle a gauche et a droite de 1’aimant obéit en premier lieu a des considérations purement

mécaniques. Il en résulte une utilisation non optimale de I’aimant du point de vue €lectrotechnique.

Dans notre cas nous avons réalis€ des essais de survitesse sur le rotor pour nous assurer que

I’épaisseur de la tdle est suffisante pour retenir I’aimant. Cet essai est décrit dans I’annexe A

Une solution pour remédier a ce probleme est de faire subir un traitement thermique aux toles
localement [J] dans des zones bien précises, ceci les rendant amagnétiques tout en conservant intactes leur

propriétés mécaniques.
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Zones &g traffer thermiquermernt

R 1::':’;?

a) Sans traitement de la tole b) Avec traitement local de la tole

Fig. 3.65: Lignes de flux dans les deux configurations différentes

La figure 3.65 représente les lignes de flux aux alentours de 1’aimant dans le cas actuel, c'est-a-dire
I’aimant retenu par une épaisseur de tole dont les caractéristiques magnétiques sont semblables a la
caractéristique de la tole du rotor partout ailleurs, et dans un cas ou cette épaisseur est localement traitée
thermiquement de fagon a ce que ses propriétés magnétiques deviennent proches de celles de 1’air. On voit
bien dans le premier cas qu’une partie, non négligeable du flux de ’aimant passe par la petite épaisseur

retenant I’aimant et que dans 1’autre cas la majorité du flux traverse 1’entrefer pour aller au stator

Le calcul en statique sous Flux 2D nous révele I’existence d’une différence notable entre le flux a vide
dans les deux cas. Ce traitement permet (Tableau 3.16) un gain de flux de 12%, celui-ci nous permet dés a
présent de nous attendre a un gain en débit conséquent. Le calcul a été réalisé avec un courant d’excitation

de 10A dans les deux cas.

Flux max {mW¥h)

Sans traitement 94
Aver traitement 1M1
Fexim 12%

Tab 3.16 : Résultats de simulations ( flux a vide total dan une phase dans les deux cas)
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La simulation de débit maximal en charge sur une plage de vitesse allant de 1800 tr/min a 6000 tr/min
de la structure ainsi traitée a donné les résultats que I’on voit sur le tableau 3.17. Nous avons également
évalué le gain que 1’on obtiendrait en utilisant des aimants trapézoidaux, ceux-ci occupant tout le volume
de I’évidement trapézoidal. On s’attend par 1a a ce que ce petit surplus de I’aimant sature les bouts de tdle,

permettant ainsi a 1’autre partie de I’aimant de travailler efficacement.

Diébit et (4)
¥ MDE Aver gimants |aver raitement
fieimin) | imifiale | trapdzoidanx cles tdler
J800 F30 i34 i58
2000 I50 FL 74
2000 201 202 213
000 238 237 245

Tab 3.17 : Débits des différentes structures

iz er débit {4) i de debit {24)
¥V Aver gimants | dver traitement v Aver gimants | Avec traitement
firimin) | trapézoidaux des tdies ftrimin) | trapézaidanx des tiles
F&00 g 28 F&00 3% f8%:
2000 3 24 2000 2% 13%
3000 ! i2 3000 I 5%
000 i 0 000 0% 4%

Tab 3.18 : Gains de débits obtenus

Il existe dans le cas du traitement thermique des tdles un gain non négligeable en débit, notamment a
basses vitesses ou il s’éleve a 18%, ce qui correspond a 28 A de débit net. Ceci est tres important dans les
applications pour alternateurs de véhicules automobiles ou la recherche de la puissance volumique est
toujours de mise. On passe, dans le méme encombrement de machine, a une classe supérieure (fig. 3.67).
On peut, autrement dit, grace a ce traitement réduire de quelques 3 millimetres la longueur active de la
machine pour le méme cahier des charges. Ceci correspondant a une réduction de 6% de la masse des
aimants et de la quantité de fer, ce qui pourrait amortir le prix du traitement thermique. Par contre les 3%
de gain réalisés par I’insertion d’aimants trapézoidaux ne peuvent pas justifier le recours a ceux-ci, sachant
que la fabrication de formes non conventionnelles d’aimants augmente sensiblement le prix de ces
derniers. Dans notre cas précis la différence de prix entre les deux aimants utilisés, montrés sur la figure

3.66 est de 17% en faveur des aimants trapézoidaux bien siir.
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Fig. 3.66 : Géométrie des aimants comparés
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Fig. 3.67 : Courbes de débit net des trois structures
I11.3.4 Conclusion :
Apres avoir décrit dans le chapitre II le principe de fonctionnement de la double excitation sur des
schémas de base, nous nous sommes attaqué dans cette partie a I’étude de I’une des structures basée sur ce
principe. La nature bidimensionnelle de la structure choisie nous a permis d’utiliser pour son étude la

méthode des éléments finis sans trop de perte de temps.

Nous avons montré grice a cette étude la faisabilité d’une machine suivant le principe décrit. Nous

avons vu que la machine est défluxable par 1’action du courant d’excitation.

L’utilisation de I’outil élément finis nous a permis, par ailleurs, une optimisation de la géométrie du
circuit magnétique. Il est vrai que I’outil analytique est plus adapté a de pareils exercices, cependant dans
notre cas l’utilisation de I’outil éléments finis présente des avantages indéniables par rapport a I’outil
analytique. Le premier avantage est sa précision. En effet, dans notre cas 1’optimisation s’est effectuée sur
des variations petites des parametres et dans ce genre de situations la précision est de mise. Le deuxieme

avantage est la facilité de construction d’un tel modele une fois que toutes ces dimensions sont fixées. Pour
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notre besoin, si on additionne le temps de développement et le temps de calcul des modeles, le modele

éléments finis n’est pas forcément le plus lent.

Grace a ce modele nous avons pu dimensionner une machine répondant au cahier des charges. La aussi
le temps de calcul n’est pas tres long, car le dimensionnement se fait avec deux parametres seulement, la
longueur active de la machine et le nombre de spires et une bonne connaissance du comportement de

I’alternateur automobile permet de cibler les configurations a simuler .

Les essais de fem a vide et en charge ont confirmé les attentes en matiere de controle de flux et la

validité du modele car I’écart maximum entre les mesures et les calculs est de 3,8%.

La décomposition des pertes de la machine montre que cette dernicre possede un rendement
acceptable, atteignant les 75% dans certaines zones, mais elle nous montre aussi que cette structure souffre
de son mauvais rendement a hautes vitesses pour les faibles charges. Nous reviendrons sur ce point dans le

chapitre suivant et nous détaillerons les différentes pertes dans une comparaison avec la machine a griffes.

Nous avons proposé a la fin de cette étude une voie d’amélioration des performances de la machine en
pratiquant un traitement thermique sur les zones de toles retenant les aimants. La simulation montre qu’on
peut augmenter le flux de 12% avec le traitement rendant ces zones amagnétiques. Le gain en débit s’éleve
alors a 18% (presque 30 A a basses vitesses). Pour de pareilles applications, ne nécessitant pas un

défluxage par les courants statoriques, un tel traitement ne peut €tre que bénéfique.
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Chapitre 1V : Comparaison aux alternateurs classiques

IV.1 Introduction

Afin de monter I’intérét de la double excitation, nous nous proposons dans ce chapitre de réaliser une
étude comparative de performances par rapport a une structure a pdles saillants bobinés, cette derniere est
dimensionnée dans le méme encombrement de la machine a double excitation. Nous allons nous intéresser
dans cette partie a la comparaison des puissances maximales des deux structures et nous verrons ce

qu’apporte I’introduction des aimants dans le cas de la structure hybride.

Nous essayerons par la suite de confronter cette structure hybride bidimensionnelle a la 1égendaire
machine a griffes. Pour cela nous dimensionnerons, toujours dans le méme encombrement de la machine a
double excitation, une machine a griffes avec aimants et nous procéderons a des comparaisons de puissance
et de rendement entre les deux. La comparaison sera faite essentiellement par essais puisque les prototypes

seront réalisés et testés.
IV.2 La machine a poles saillants bobinés

IV. 2.1 Généralités

N A

La machine a pdles saillants bobinés (figure 4.1) est constituée au rotor de masses polaires autour
desquelles sont entourées des bobines d’excitation. Ces masses polaires peuvent étre réalisées en acier massif
ou par un empilage de toles afin de réduire les pertes fer pouvant surgir a la surface de celles-ci. Le flux
d’excitation est obtenu, donc, grace aux amperes-tours d’excitation injectés dans les bobines rotoriques. Le
stator est réalisé exclusivement par un empilage de tdles magnétiques pourvues d’évidement contenant les

enroulements généralement triphasés.

Fig. 4.1 : Machine a poles saillants bobinés
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On rencontre ce type de machines généralement dans les centrales hydrauliques de production d’énergie
électrique ou les vitesses de rotation sont tres basses de 1’ordre de 50 a 300 tr/min. Les forces centrifuges
appliquées a grandes vitesses sur les masses polaires pour ces machines de grands diametres sont tres
élevées. Dans les centrales thermiques on préfere utiliser les machines synchrones a pdles lisses, les vitesses
de rotation des turbines a vapeur peuvent atteindre 3600 tr/min.

On rencontre aussi ces machines a poles saillants bobinés dans des applications alternateurs pour

I’automobile, notamment pour les alternateurs 42V [R1]. La figure 4.2 montre le rotor et le stator d’un

alternateur de 3,5 kW sous 42V.

a) Rotor b) Stator refroidi par eau
Fig. 4.2 : Alternateur pour automobile 3,5 kW 42V [R1]
IV. 2.2 Calcul éléments finis et optimisation.

Dans ce qui suit nous nous proposons de calculer les performances maximales de la machine a poles

saillants bobinés dans le méme encombrement que la machine a double excitation.

Senc

Fig. 4.3: Huitieme de la machine modélisée et parametres d’optimisation
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On considere que les tétes de bobines du rotor a pdles saillants sont de méme longueur que celles du

rotor a double excitation. Nous allons donc comparer les performances des deux rotors a iso longueur

active. Nous utiliserons donc pour cette machine le méme stator de la machine a double excitation.

A fin de rechercher la machine optimale dans I’encombrement fixé, nous nous donnons comme
parametre d’optimisation la largeur du pole bobiné, qui lui méme influe sur la section bobinable (figure

4.3).

Par un calcul géométrique nous pouvons pour chaque largeur du pdle bobiné retrouver la section
d’encoche bobinable associée. Nous estimerons, par conséquent, les amperes-tours injectables et cela pour

les deux fagons de comparer vues au § 111.1.3.2 :

- Les deux rotors sont comparés a iso-densité de courant

- Les deux rotors sont comparés a iso-pertes Joule.

On considere que pour un tel rotor on peut atteindre le méme taux de remplissage que celui de la
machine a double excitation.

Le tableau 4.1 récapitule les différentes configurations de la machine a poles saillants étudiées. Pour
chaque largeur du pdle bobiné nous y retrouvons la section d’encoche associée, la section de fer par pdle
associée, les répartitions de la section de fer et de la section de I’encoche. Nous y retrouvons également les
amperes-tours injectés en fonction de la largeur de pdle selon que I’on travaille a mémes pertes Joule ou a

méme densité de courant que pour la machine a double excitation.

Lp Seme | S _forfpdle |Semc i 8 tot | 8 fori S tot |midiso densité mldiso
{rmarea) {rmemt) {remat) {5) {4 de courant | partes Joule

] 233 261 F7% 539 927 a7

7 200 2R3 d1% J0%% 7o8 a30

£ i7i 323 ireg a9 a7y 581

g I3q Ja0 27%% 73% I35 Jia

i i25 370 25% Ry §97 £L7

£ 25 00 f 2% &§1% ve g34

iz 7h 200 iy 8 5% 298 285

Tab 4.1 : Différentes configurations étudiées
IV.2.2.1 Flux a vide et comparaison avec la machine a double excitation

Les simulations en magnétostatique des structures étudiées montrent que dans les deux cas, que ce soit

a iso-pertes Joule ou a iso-densité de courant, la structure donnant le plus de flux a vide est celle ayant une
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largeur de pole d’environs 9,5 mm. La figure 4.4 montre les résultats des ces simulations, auxquelles nous
avons rajouté une courbe, sous forme de droite, relative au flux a vide de la structure a double excitation

optimale.

La différence entre les deux manieres de comparer, ceci étant mentionné dans le cas de la machine a
double excitation et que nous rappelons ici, est que le raisonnement a iso densité de courant privilégie les
structures ayant des sections bobinables conséquentes et sous-estime les configurations a faible section
d’encoche. Le deuxieme raisonnement fait le contraire, puisqu’il dégrade un peu les performances des
structures a fortes sections bobinables et fait remonter les performances des configurations a faible section
d’encoche en se permettant d’augmenter le courant d’excitation afin d’avoir les mémes pertes Joule. Ceci

étant dit, on retiendra que la vérité se trouve entre les deux.

663 . : : : : : :
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Fig. 4.4 : Résultats de simulation du flux a vide

Nous remarquons que méme la structure la plus optimale des machines a pdles saillants n’arrive pas a
égaler la structure a double excitation en terme de flux a vide. L’écart de flux entre les deux est d’environs
10%. Ceci est la conséquence de la différence entre la section bobinable des deux structures, a méme
largeur de pole. Le tableau Tab 4.1 et le tableau Tab 3.5 du paragraphe § 3.1.3.2 montrent que, pour une
largeur de pdle donnée, 10 mm par exemple, la section de 1’encoche est d’environ 240 mm? pour la
structure a double excitation alors qu’elle n’est que de 125 mm? dans le cas de la machine a poles saillants.
Ce qui représente presque le double. Par conséquent nous arrivons a injecter presque le double d’amperes-
tours autours des pdles bobinés de la structure a double excitation qu’autours des pdles de la structure a

poles saillants. Sachant que les aimants produisent, eux aussi, la méme quantité de flux que les podles
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bobinés. Cela produit plus de flux au global, pas dans les mémes proportions a cause de la non linéarité,

mais du moins ceci est réalisable a mémes pertes Joule.

Cas 1 Cas 2 Cas 3
Fig. 4.5 : Illustration des différences des section d’encoche

La figure 4.5 constitue une illustration du gain en section d’encoche réalisé par 1’introduction des
aimants. Le Casl correspond a la structure a double excitation, on y voit une section d’encoche

rectangulaire assez conséquente.

Le Cas 2 correspond, a une structure imaginaire qui essaie de garantir la méme section d’encoche a
méme largeur de pole bobiné et nombre de paires de poles dans le méme diametre, nous voyons bien que
ceci est impossible a réaliser. Le cas réalisable est le Cas 3. Celui-ci correspond a la machine étudiée dans
ce paragraphe, avec une encoche triangulaire égale a la moitié de 1’encoche de la machine a double
excitation. Ceci constitue le principal avantage de notre structure a double excitation par rapport a la

machine a pdles saillants classique.

IV.2.2.2 Calculs en charge et comparaison avec la machine a double excitation
Comme pour la machine a double excitation, nous allons déterminer par un calcul éléments finis les
débits des différentes configurations en vue d’en tirer I’optimale. Nous procederons de la méme maniere,
c'est-a-dire par un calcul a iso-densité de courant que dans la structure a double excitation et par un calcul a

iso-pertes Joule d’excitation que dans la méme structure.

Les résultats des simulations sont présentés dans le tableau 3.17 et représentés sur la figure 3.50. Nous
remarquons que les courbes de débits a 1800 tr/min et a 6000 tr/min possedent un optimum qui n’est pas le
méme pour les deux. Pour le débit a 1800 tr/min, I’optimum se situe vers la zone a haut flux, celui-ci étant

le parametre le plus important a cette vitesse. Par contre, a cause de la réaction magnétique de 1’induit,
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I’optimum pour la courbe de débit a 6000 tr/min se trouve un peu en arriere, ou le compromis flux et

inductance et le plus avantageux.

A isa-densité de courant A isa-peartes Jouls

Lp Ifd)a H4) & Ifd)a H4) &
{rreiea) 1800 trimin | 8000 trimin | 1800 twimin | 6000 imin

3] 4 49 12 81

7 41 132 a5 110

a5 G5 122 54 105

9 57 100 53 el

ik 25 e a7 79

Tab 4.2 : résultats de simulation
Les résultats se comportent de la méme maniere que précédemment, avec des meilleures performances
pour les structures a grandes encoches si 1’on raisonne a méme densité de courant et un réajustement de la

courbe pour les structures a faible encoche quand le calcul est fait a mémes pertes Joule.
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Tnef 3 GOO0 feimin & Iso peries Joule
—— gt @ JE00 frimin @ iso densitd de eourant
—tr— [ et @ 6000 frimin @ iso densifg de courant

Fig. 4.6 : Résultats de simulation pour le différentes configurations
La figure 4.6 montre I’optimum pour chaque courbe de débit, cette maniere de présenter les résultats
renseigne sur les tendances et comportement de la structure en fonction de la largeur du pole. Toutefois il
est difficile d’en tirer la meilleure parce que les optimums sont distincts. Nous avons choisi une autre

représentation (figure 4.7) qui permet une meilleure visibilité.
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Fig. 4.7 : Débits des différentes configurations en fonction de la vitesse de rotation

La version assurant un débit équilibré, d’apres la figure 4.7, dans les deux cas est la version avec une
largeur de pdle de 8 mm. Les courbes de débit maximum completes pour cette version sont montrées sur la
figure 4.8, elles sont comparées dans les deux cas de figure a la courbe de débit maximum de la machine a

double excitation.
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Fig. 4.8 : Débits de la structure optimale

On constate que la machine a double excitation est nettement plus performante que la machine a poles
saillants, son débit est presque le double. La comparaison des machines & méme pertes Joule d’excitation au
rotor donne un débit de 54A a 1800 tr/min pour la machine a pdles saillants bobinés au lieu de 130 A pour

la machine a double excitation. A 6000 tr/min respectivement 105 A et 236 A.
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IV.3 La machine a griffes

IV. 3.1 Généralités sur la machine a griffes

La machine a griffes est aujourd’hui la machine utilisée pour la génération d’énergie électrique dans
les véhicules automobiles. Les particularités faisant d’elle la machine incontestable pour cette application
sont sa grande puissance volumique et son industrialisation facile. La figure 4.9 montre une vue éclatée de

cette machine ou I’on distingue :

- Les paliers extérieurs arriere et avant ou sont logés les roulements
- Le rotor a griffes (avec aimants inter-polaires pour cet exemple)

- Le paquet de tOle stator

- Le pont redresseur a diodes a I’arriere de la machine

- Le régulateur

- Le capot protecteur.

Fig. 4.9 : Vue éclatée de la machine a griffes
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La machine a griffes est une machine synchrone, son principe se base sur la création du flux par une
bobine annulaire enroulée autour d’un noyau, le flux de cette dernicre est ramené de part et d’autre du
noyau vers I’entrefer par des plateaux. Les plateaux en acier massif, de polarités opposées nord et sud, sont
rabattus axialement vers I’entrefer et se terminent par des extrémités triangulaires ou trapézoidales appelées
les griffes (figure 4.11). Ces dernieres sont alternées sur la périphérie du rotor de telle sorte a former la
succession de pdles nord et de poles sud de la machine synchrone. Le stator est classique, formés de toles

empilées ayant des encoches pour accueillir le bobinage triphasé.

Fig. 4.10 : Rotor a griffes Fig. 4.11 Vue d’une griffe

Au cours des années et a fin de répondre a des besoins d’énergie €lectrique et a des exigences de
compacité et de rendement de plus en plus accentués, les équipementiers automobiles ont réussi a réaliser

des améliorations sensibles sur cette machine.

Au niveau du stator, Le coefficient de remplissage des encoches est passé de 38% a 48% durant la
derniere décennie (voir exemple d’amélioration sur la figure 4.12), ceci a été réalisé grace a une meilleure
maitrise des méthodes de bobinage du stator. Au futur, le progres ne s’arrétant jamais, on compte améliorer

encore plus ce coefficient tout en restant en fil rond.

Fig. 4.12 : Evolution du coefficient remplissage de I’encoche stator
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Un autre moyen d’augmenter ce coefficient est 1’utilisation des fils de cuivre méplat [U] (bobinage
épingle). Cela demande a changer completement les méthodes de bobinage. Le coefficient de remplissage
se trouve nettement amélioré grace a cette nouvelle technique puisque 1’on peut arriver a des valeurs de
I’ordre de 60% aujourd’hui. La forme carrée ou rectangulaire des épingles permet un remplissage optimal
de I’encoche qui elle, pour le besoin, est de forme rectangulaire (figure 4.13). Un tel bobinage permet aussi
d’améliorer le refroidissement des tétes de bobines par ventilation puisqu’il conféere une forme de grille a
celles-ci (figure 4.14). La circulation facile de 1’air entre les mailles de cette grille accroit I’efficacité de la

ventilation. Un autre avantage de taille peut encore étre ajouté a la liste, il consiste en la diminution de la

longueur des tétes de bobine, 1’arrangement des spires y étant plus régulier.

L
&

i

L

o)

e ek

-

e

Fig. 4.13: Encoche du stator a épingle Fig. 4.14 : Téte de bobine du stator a épingle

Au rotor, le taux de remplissage de la fenétre bobinable (figure 4.15) a été amélioré également. Il est

passé de 62% a 68% entre deux générations successives d’alternateurs par des meilleures techniques de

bobinage permettant un meilleur rangement des fils (figure 4.16).

}!lﬂﬂummmmﬂIili.!

Fig. 4.16 : Arrangement des fils au rotor

rotor

Fig. 4.15 : Fenétre bobinabl,
Toujours au niveau du rotor et afin d’augmenter la puissance volumique des machines, les

équipementiers ont fait appel aux aimants. L’introduction de ceux-ci de la maniere indiquée sur la figure

4.17, c'est-a-dire entre les griffes du rotor permet de réduire le flux de fuite inter-griffes et d’apporter en

plus un supplément de flux, on reviendra sur ce point plus en avant.
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Comme toute structure électrotechnique, la machine a griffes possede ses points forts et ses points

faibles. Parmi ces derniers on peut citer deux problemes majeurs.

LA
.

Fig. 4.17 : Rotor a aimants inter-griffes Fig. 4.18 : Nature tridimensionnelle du flux,
Lignes de flux obliques au stator

Le premier est lié a la nature tridimensionnelle du flux dans la machine (figure 4.18), celle-ci est a
I’origine de la création de courants de Foucault dans le plan des tdles du stator. En effet, les lignes de flux
sortent du rotor, en majorité par les bases des griffes Nord pour y retourner de 1’autre coté par les bases des
griffes Sud en suivant un chemin tridimensionnel. Le stator est, par conséquent, traversé de maniere oblique
par les lignes de flux dont la composante axiale est importante. Ce flux axial induit des courants de
Foucault circulant perpendiculairement a ’axe de la machine, c'est-a-dire dans le plan des toles du stator.
Le feuilletage du stator pourvu pour parer a la circulation de courants induits dans le paquet de toles ne

peut évidement pas s’y opposer.

Plusieurs solutions sont étudiées ol en cours d’étude pour réduire 1’effet de cette composante [B]. On
citera parmi elles la pratique de fentes au niveau des dents du stator [B] (figure 4.19), celles-ci constitueront

des obstacles pour les courants de Foucault au niveau des dents.

1

Ld (/ -
Wi

Fig. 4.19 : Fentes des dents du stator [B1] Fig. 4.20 : Couronne en aluminium [B1]
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D’autres solutions agissent plutot sur la source du probleme et tentent a réduire la composante axiale
du flux. L’introduction des aimants interpolaires en est une, ceux-ci aident a réorienter des lignes de flux
dans le plan du feuilletage du stator. Nous verrons plus loin que cette solution est efficace et permet de
réduire notablement les pertes fer dans la machine. On peut aussi évoquer la solution consistant en
I’insertion d’une couronne amagnétique au milieu du stator (fig. 4.20), celui-ci sera coupé magnétiquement
en deux parties distinctes, le flux sera donc contraint a suivre un chemin forcé ayant une composante axiale

moins prononcée.

L’autre probleme auquel est confronté le concepteur de la machine est I’ouverture par centrifugation
des cornes des griffes, la figure 4.21 montre la distribution des contraintes mécaniques subies par le rotor
par centrifugation et la déformation des griffes suite a ces contraintes. La figure montre que les contraintes

sont plus importantes en bout de griffe.

Fig. 4.21 : Ouverture des griffes par centrifugation

Cela impose que 1’on prenne en compte lors de la conception de la machine des contraintes d’ordre
mécanique. Par exemple un allongement excessif des griffes dans le sens axial n’est pas toujours admis, on

préfere agir plutdt sur les dimensions radiales de 1la machine ou sur les deux au méme temps.

IV. 3.2 Démarche de comparaison :

Dans le but de comparer la machine a double excitation et la machine a griffes pour notre application,
deux manieres différentes de faire sont possibles. Nous rappelons que toute notre étude est menée dans un

méme encombrement radial, c'est-a-dire un diametre extérieur stator de 137 mm.
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La premiere consiste en le dimensionnement d’une machine a griffes répondant au cahier des charges
dans cet encombrement radial. Les comparaisons seront dans ce cas faites sur la longueur axiale, la masse,

I’inertie, et les pertes totales ou le rendement.

L_axiale

Fig. 4.22 : llustration du choix de la méthode de comparaison

La deuxieme maniere est de dire qu’en lieu et place du rotor a double excitation, nous dimensionnons
un rotor a griffes optimal. Ce dernier dans ce cas aura les mémes dimensions radiales et axiales que le rotor
a double excitation. Les comparaisons porteront donc sur leurs performances, c'est-a-dire la puissance et les

pertes ou le rendement.

La figure 4.22 illustre ce deuxieme choix. La longueur axiale du rotor a griffes sera égale a la longueur
active du rotor a double excitation a laquelle sont rajoutées les deux épaisseurs des flasques protégeant les

tétes de bobines.

Cette deuxieme méthode de comparaison, bien qu’elle ne soit pas la plus pertinente des deux, a
I’avantage d’étre la moins cofiteuse et la plus aisée et rapide a mettre en ceuvre. Et elle permet malgré tout

de tirer des conclusions intéressantes sur les performances des deux structures Une telle démarche permet
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I’utilisation d’une quantité de pieces en commun lors de la réalisation des prototypes, la démarche étant

essentiellement expérimentale.

Notons qu’a part les rotors eux mémes, toutes les autres pieces sont les mémes y compris les arbres et
au lieu de réaliser huit sous ensembles, qui sont deux rotors et deux stators et deux jeux de paliers, nous en

réaliserons que cinq puisque le stator dans les deux cas est le méme ainsi que les paliers.

Il est vrai que pour satisfaire le cahier des charges avec la structure a griffes il faudra refaire un autre
dimensionnement, mais ceci n’est pas 1’objet de cette étude, cette comparaison nous permettra en premier

lieu de positionner les deux structures.

IV. 3.3 Démarche de dimensionnement du rotor a griffes et modele adopté:

Dans le but de dimensionner un rotor a griffes optimal dans I’encombrement spécifié, nous devons

construire un modele adapté au dimensionnement et a I’ optimisation.

Dans notre cas, nous avons choisi d’utiliser une modélisation analytique contrairement au cas des
machines bidimensionnelles ou nous avons utilisé des modeles purement numériques. Pour les machines
bidimensionnelles on pouvait encore se permettre d’utiliser les modeles éléments finis, par contre dans le

cas de la machine a griffes nécessitant un modele en trois dimensions, le temps de calcul explose.

Différents modeles analytiques sont rencontrés dans la littérature. Les plus répandus sont les modeles
de Rakotovao [R2], d’Ostovic [O] et de Bai [B2]. Le modele le plus intéressant est celui de Rakotovao,
repris par Albert dans ces travaux de these. Le modele utilise un réseau de reluctances assez simple (figure
4.23) pour le calcul du flux a vide, le circuit électrique quant a lui est modélisé par un modele équivalent au
premier harmonique. Le modele d’Ostovic est assez complexe comme le montre la méme figure 4.23, le
nombre de reluctances mises en jeu est tres élevé. Ce modele est certainement précis, mais nous préférons

nous affranchir d’une telle complexité.

Nous avons vu durant 1’optimisation des rotors bidimensionnels que le circuit magnétique assurant le
plus de flux a vide est celui qui assure un meilleur débit a basse vitesse, mais il ne I’est pas
automatiquement a hautes vitesses. Car, en effet, la réaction magnétique d’induit est plus importante quand
le circuit magnétique est perméable. Et a hautes vitesses, il existe toujours un compromis a trouver entre la
fem a vide, en d’autres termes le flux a vide, et I’'inductance de la machine pour assurer le meilleur débit.
Dans le cas de la machine a griffes la réaction magnétique de 1’induit sera sans doute moins importante que

dans les machines bidimensionnelles, car le trajet des lignes de champ statoriques sera plus important du
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fait de la tridimensionnalité de celles-ci. Nous essayerons donc pour la machine a griffes de garantir le plus

grand débit a basses vitesses, sachant que a hautes vitesses celle-ci se comportera, si ce dernier est garanti,

mieux que la machine bidimensionnelle.

Notre modélisation se fera, par voie de conséquence, uniquement sur le circuit magnétique. Le but
recherché sera donc de dimensionner le rotor ayant le flux a vide le plus élevé pour assurer le meilleur débit
a basses vitesses. Nous essayerons donc, dans ce qui suit, de développer un modele similaire a celui de
Rakotavao pour la partie relative au calcul du flux a vide. Nous I'utiliserons ensuite pour tirer le rotor

optimal pour notre application.

Modeéle de Rakotovao Modele d’Ostovic

Fig. 4.23 : Réseaux de reluctance des deux modéles

IV. 3.4 Modélisation du circuit magnétique :

IV.3.4.1 Introduction
La modélisation du circuit magnétique se fait a base de réseaux de reluctances, cette méthode permet
d’obtenir une bonne précision de calcul, a condition de bien réussir le découpage de la structure en circuits
élémentaires. Nous entendons par réussir le découpage de la structure, avoir un réseau de reluctances
unique capable de garantir une bonne précision de calcul quelque soit le niveau d’excitation. En effet, en
fonction de I’excitation la saturation dans le circuit magnétique et la forme tridimensionnelle de celui-ci

implique un changement dans la direction des lignes de fuite et des saturations locales, modifiant la

topologie du réseau.
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La théorie des réseaux de reluctances permet de résoudre les problemes magnétiques par une analogie
entre les circuits magnétiques et les circuits électriques. La résolution s’effectue en appliquant les lois des
mailles et des nceuds de Kirchhoff comme dans les circuits électriques. Les flux magnétiques sont
équivalents aux courants électriques, les reluctances aux résistances et les forces magnétomotrices

magnétique aux tensions.

La reluctance R d’un circuit magnétique (fig. 4.24) limité par deux sections S; et S, portées a des

potentiels magnétiques V; et V; est définie telle que RP =V, -V,.

@ est le flux traversant le circuit provoqué par la différence de potentiel V, —V, entre ses bornes. La

reluctance caractérise un circuit magnétique, elle est fonction des matériaux et des dimensions de celui-ci.

\'&}

Vi
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Fig. 4.24 : Circuit magnétique élémentaire
Dans le cas des circuits magnétiques linéaires, la reluctance R est indépendante de la force
magnétomotrice imposée. Dans ce cas la construction du réseau et sa résolution est tres simple, elle
nécessite juste la connaissance des dimensions géométriques des pieces constituant la machine et les forces

magnétomotrices mises en jeu.

Dans la réalité, les matériaux utilisés sont ferromagnétiques saturables, leur perméabilités, et par
conséquent leurs reluctances, dépendent du champ d’excitation. Les choses deviennent donc plus
compliquées surtout que la saturation magnétique n’est pas constante le long d’une ligne de flux. L’idée
dans ce cas consiste en le découpage du circuit magnétique suivant la direction de flux en circuits
élémentaires ayant une variation de perméabilité faible de telle sorte a pouvoir considérer celle-ci constante

le long de chaque circuit élémentaire pour une excitation donnée.

Cette hypothese nous permet de calculer les reluctances comme dans les circuits linéaires, a la
différence que la perméabilité n’est pas une donnée d’entrée mais déduite de 1’étude du circuit global. La
résolution dans ce cas s’effectue sous forme itérative partant d’un état magnétique arbitraire, c'est-a-dire des
potentiels magnétiques initiaux aux nceuds quelconques. Ces potentiels nous permettent de calculer les

champs auxquels sont soumis les circuits élémentaires, de la par les équations des matériaux nous en
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déduisons les perméabilités et par conséquent les flux et donc les nouveaux potentiels correspondant. Les

potentiels obtenus sont comparés a ceux de l’itération précédente, s’ils sont égaux la résolution est

terminée.
IV.3.4.2 Construction du réseau de reluctance pour la machine a griffes

Il existe dans la machine un chemin de flux principal constitué par les picces ferromagnétiques et

I’entrefer et des chemins de fuites dans 1’ air.

Le chemin principal ou maille principale est constitué du noyau, des plateaux, des coudes, des griffes,
des dents stator, de la culasse et bien slir de I’entrefer. Nous avons représenté cette maille sur la figure 4.25,

celle-ci représente les différentes reluctances rencontrées par le flux magnétique créé par la bobine.

R, R, R,
] ] ol
R, %,

L | { | @ =] :I—T
ERP %ERH ;rsz %ﬂ{n ERF’

Fig. 4.25 : Maille principale du circuit magnétique

Les reluctances R, , R P R R g R, et R, sont respectivement celles du noyau, du plateau, du coude,

de la griffe, des dents stator et de la culasse stator. R, est la reluctance de I’entrefer.

La figure 4.26 montre qu’en plus du chemin principal, il existe plusieurs chemins traversés par le flux
magnétique. En effet, il existe dans la machine des flux de fuites a cause de la forte excitation magnétique
dans la machine et de sa géométrie particuliere. Nous devons donc les prendre en compte pour que le
modele soit précis dans les zones de fonctionnement a forte saturation. Nous ajoutons donc a la boucle

principale des reluctances constantes représentant les différents chemins du flux de fuites.
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Fig. 4.26 : Schéma de reluctances considéré

Les reluctances de fuites considérées sont la reluctance entre la griffe et le plateau de la roue polaire

la reluctance de fuites entre la griffe et le plateau de la méme roue polaire R , , la reluctance

opposée R g

gr>
de fuites entre le plateau et la culasse stator R e et la reluctance entre griffes R g - Cette derniere voit passer

la majorité du flux de fuites de la machine, nous le constaterons ultérieurement.

IV.3.4.3 Calcul des différentes reluctances

1V.3.4.3.1 Reluctance du noyau

Le flux créé par la bobine d’excitation circule axialement dans le noyau et le plateau comme indiqué

sur la figure 4.27.

EP Ln

-

7

Fig. 4.27 : Coupes longitudinale et transversale du noyau : section de passage du flux

La reluctance de ce troncon est donnée par :

L +FE
R :L.Lp)’ avec Sn:ﬂ'-(an—Raz)

"ou, S,
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R, : Rayon du noyau,

R, : Rayon de I’arbre

L, : Longueur du noyau.

E, : Epaisseur du plateau

M, : Perméabilité magnétique du noyau

La reluctance pour une paire de pdles est donnée donc par :

1 (L, +E,)
mn:p._.‘(—)"z pl
:un 7Z'Rn _Ra

Il est important de choisir le diametre de noyau adéquat pour obtenir une section de noyau suffisante a
fin de véhiculer le flux d’excitation. Ce parametre est donc tres important lors la conception du rotor a
griffe d’autant plus qu’il conditionne I’espace réservé a la bobine d’excitation. La méme chose est valable
également pour la longueur du noyau car la fenétre de bobinage en est dépendante, la section de passage de

flux au niveau du plateau également comme nous le verrons dans le paragraphe suivant.

1V.3.4.3.2 Reluctance du plateau

Pour le calcul de la reluctance du plateau nous supposons que sa perméabilité est constante tout au long
du trajet de flux, notre hypothese simplifie considérablement le calcul et n’influe pas beaucoup sur le
résultat. Nous pouvons alors calculer la reluctance par une intégrale de la section minimale jusqu'a la section
maximale dans le sens radial, la reluctance par pole s’écrit donc :

_Ln (R, /R,)
2r-u,-E,

p

Ou Ry, estle rayon de la griffe a la base.

Notons que pour que le flux ne soit pas étranglé au niveau de la jonction noyau plateau il faut que la

section minimale du plateau, c’est a dire S =2-7-R,.E, soit comparable a la section du noyau.

min plateau
Ceci impose une épaisseur minimale du plateau, qui doit €tre égale a la section du noyau bobiné. Cette
épaisseur obéit aussi a des considérations d’ordre mécaniques qui tendent a 1’agrandir, pour garantir une

meilleure tenue des griffes en centrifugation.
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Fig. 4.28: géométrie du plateau

1V.3.4.3.3 Reluctance du coude

Le coude est en forme de quart de cylindre. Le flux magnétique le traverse de maniere azimutale.

Axe du rotor

Fig. 4.29: circulation du flux au niveau du coude

La reluctance de ce troncon s’exprime approximativement de la sorte :

2 2
\/(Rext - Rbg ) + Ep
Heo ng ’ Ep

R =

co

Ou L, est la largeur de la griffe a la base, R,,, est le rayon extérieur du rotor et 4, la perméabilité

magnétique du coude.
Le diametre de base de griffe Dj;, est un parametre important dans la conception du rotor a griffes, il
conditionne deux grandeurs anti-proportionnelles et essentielles dans le dimensionnement du rotor ; la

section des bases de griffes et la section fenétre bobinable du rotor (figure 4.30). La premiere diminue avec

I’augmentation de ce diametre, la deuxieéme varie de maniere inverse c'est-a-dire augmente avec
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I’augmentation de celui-ci. Ce dilemme se pose toujours, notamment dans les encombrements impartis aux
alternateurs automobiles. Dans ces conditions il est tres difficile d’allier une grande section bobinable, donc
beaucoup d’amperes-tours d’excitation au rotor et une section de passage de flux conséquente au niveau de

la base des griffes.

7

Y

Fig. 4.30: La fenétre bobinable

La section de la fenétre bobinable est donnée par la relation :

Dh _Dn
Sbob :Ln [gTj

Ou L, estlalongueur axiale du noyau

IV.3.4.3.4 Reluctance de la griffe
Le calcul de la reluctance de cette partie conduit a des formules mathématiques compliquées si on
prend en compte exactement la géométrie de la griffe d’autant plus que la saturation magnétique n’est pas
homogene le long de la griffe. A fin de faciliter le calcul sans risque d’introduire une erreur considérable
dans son estimation, on ne considere que la zone de la griffe la plus saturée. Les calculs par élément finis
montrent que dans la majorité des cas la partie la plus saturée est la base de la griffe. La reluctance de cette

partie peut étre estimée comme suit :

R, =1
& w1, -E
co ‘bg p

Ou L,, est la longueur du tube de flux partant de la jonction plateau-griffe jusqu'a la surface de

séparation de la griffe et de I’entrefer. Cette longueur peut étre considérée approximativement égale a la

distance séparant les centres des surfaces d’entrée de flux et de sortie de flux sur la figure 4.31. La section
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du tube de flux est prise égale a la section minimale que traverse le flux, c'est-a-dire la section de base

griffe (section d’entrée de flux sur la figure 4.31)

Aorite de flux

Enirée de flux

Fig. 4.31: Circulation du flux dans la griffe

IV.3.4.3.5 Reluctance des dents stator
Dans un systeme triphasé a deux encoches par pole et par phase on trouve en face de chaque griffe six

dents.

— hd
6-4,-1,-L

a

R,

Ou h, et [; sont la hauteur et la largeur de la dent et L, est la longueur active ou bien la longueur du

stator.

1V.3.4.3.6 Reluctance de la culasse

La reluctance de la culasse est donnée par la formule suivante :

— lc
‘ Z'ﬂc'hc'l‘a

Ou A, est la hauteur de la culasse et /.1a longueur moyenne de I’arc de la culasse sur un pas polaire.

IV.3.4.3.7 Reluctance d’entrefer
La figure 4.32 montre les surfaces d’échanges entre les dents et les griffes dans les cas de griffes
trapézoidales. La forme trapézoidale des griffes est adoptée pour des raisons de réduction du bruit
magnétique. Cette forme de griffe contribue a rendre la fem sinusoidale contrairement a la forme

rectangulaire.

Pour calculer la reluctance de 1’entrefer il faut considérer la section réelle de vis-a-vis des deux

armatures, on retranchera 1’espace inter-griffes et la surface des ouverture d’encoches.
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Fig. 4.32: Surfaces en vis-a-vis dents-grsze
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La section s’entrefer prise en compte est donc :

lbd

Sentrefer = (paspolaire - dgg ) La ’
p asdentaire

La reluctance d’entrefer s’écrit alors :

_ e
entrefer —
Mo S

R

entrefer

IV.3.4.3.8 Reluctance de fuite griffe-griffe

Le flux de fuite inter-griffes met en jeu les surfaces latérales des griffes en en vis-a-vis, ces surfaces

sont distantes de I’espace inter-griffes qu’on noted ,, . La reluctance de cet espace est donnée par :

9‘{ _ dgg
88 .S
Moy g8
Les griffes sont définies par deux largeurs L et L a deux hauteurs respectivement Hu et Hg données a

partir du plateau. Ces dimensions déterminent la forme trapézoidale de la griffe et I’espace inter-griffes.

Fas

polaire

Fig. 4.33: parametres géométriques définissant la forme de la griffe

La section de fuite inter-griffes S ,, est montrée sur la figure 4.34.
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L

Wis—d— 1S

Fig. 4.34: Section des griffes en vis-a-vis

Les dimensions L;;_;_;s > h,, €th,, sont déterminées a partir des dimensions principales des griffes.

IV. 3.4.4Introduction des aimants dans le modele :
L’introduction des aimants inter-polaires dans le rotor a griffes implique la modification du modele

reluctant de la machine.

Les aimants sont introduits dans les rotors a griffes afin de contrer le flux de fuite existant entre les
griffes et d’apporter un supplément de flux a la machine. Les aimants sont magnétisés (dirigés)
orthoradialement comme dans le cas des rotors a aimants a concentration de flux, comme le montre la

figure 4.35

FPdle nord Aimanf inferpolare

Fale sud

Fig. 4.35: Placement des aimants inter-griffes.

La reluctance de fuite inter-griffes du modele précédent (figure 4.26) sera remplacée par le modele de

I’aimant permanant composé d’une force électromotrice nl/, et une reluctance R, représenté dans la

figure4.36

Fig. 4.36: Aimant permanent et son modeéle

Les équations de la f.m.m et de la reluctance de I’aimant sont données comme suit :

124



Chapitre 1V : Comparaison aux alternateurs classiques

B L. L.
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IV. 3.4.5 Caractéristique magnétique des matériaux utilisés :

La courbe x = f(H)du matériau utilisé est modélisée avec une équation de type :

wH) =1+ —2
il+b-HCi

Cette équation nous garantit que pour les champs magnétiques élevés la perméabilité magnétique du
matériau tend vers celle de 1’air. Les coefficients a, b et ¢ sont choisi de telle sorte a ce que la courbe soit

confondue avec la donnée du constructeur des pieces ferromagnétiques.

Les aimants choisis sont de types terres rares Neodyme-Fer-Bore (N4F.B), leur induction rémanente

est de 1,12 T. La caractéristique de démagnétisation idéale est donnée par la droite suivante :
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Fig. 4.37: Courbe de démagnétisation de I’aimant

IV. 3.4.6 Etude paramétrique et recherche du rotor optimal :
Nous commencons d’abord dans cette étude par rechercher le rotor sans aimants le plus optimal en
variant les proportions de cuivre et de fer dans ce dernier. Par la suite nous introduirons les aimants afin
d’améliorer ’efficacité du rotor considéré. Une étude paramétrique basée sur la taille des aimants nous

aidera a cet effet a choisir les aimants les plus convenables.

La premicere partie du travail consiste donc a repartir les volumes de cuivre et de fer dans le rotor pour

garantir le meilleur flux a vide.
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Comme nous I’avons vu dans les paragraphes précédents, étant donné que la longueur axiale du rotor
et son diametre extérieur sont fixés, les trois parametres les plus importants, et qui déterminent les quantités
de cuivre et de fer, sont le diametre du noyau, la longueur du noyau et le diametre a la base de la griffe
comme montré sur la figure 4.38. Ces trois parametres ne sont pas indépendants du point de vue
électrotechnique, mais étroitement liés car pour garantir une homogénéité magnétique du circuit, c'est-a-
dire pour avoir un méme état da saturation dans toutes les parties ferromagnétiques, il faut garantir une
méme section de passage de flux a tous les niveaux (noyau, plateau, coude et griffe). Nous pouvons donc
résumer 1’étude paramétrique au seul parametre diametre noyau, les deux autres en découlent si on veut
respecter le principe de conservation de section. Nous ferons varier donc sur une plage donnée le diametre

noyau, on en déduit les deux autres parametres et donc la section de bobinage Sy, (Voir tableau 3.75)

£ -

77777 [Dag

=

7

Fig. 4.38 : Principaux paramétre du rotor a griffes

Paramétre Unité |Config I Config 2 Config3 Config 4 Config 5 Config 6
Dhamétre du noyan {remm) 44 S0 hT X8 a3 a4
Lomguenr o movau {aame) 53 5i S0 g7 45 g4
Dhamétre base griffe | (mm) &5 &3 &2 &1 79 o
Epaissenr du plateans | (mm) i0 ii i2 i3 i4 5
Section du rovau frmf) | 1571 FF25 0 2051 2403 2829 2978
section bobinable frmms) | Q58 &42 700 S5 373 308
Meombre de spires 622 S&q S3a 453 i95 ERT:)
Dhamétre du fif {rmm) 1, i8 £iz 09 [,00 095 a e
FRéristance(d 207 (] 2,28 225 223 228 224 228
mi d'excitation A-tours | 2680 2557 23a& 19548 [V3a [A5Z

Tab. 4.3: Différentes configuration de I’étude paramétrique
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Dans les différents cas de figure nous choisirons des définitions de bobines de telle sorte a bien remplir
les fenétres de bobinage et d’avoir sensiblement les mémes résistances (voir tableau 4.3). Ce choix est

justifié par un souci de garantir une comparaison des différents circuits magnétiques a mémes pertes joules.

Le calcul du flux a vide des différentes configurations a donné les résultats que nous pouvons voir sur
la figure 4.39. Nous remarquons que le flux a vide augmente avec 1’augmentation de la section de fer. Cette
augmentation tend a stagner a partir de la configuration n°5S puisque les courbes de flux de celle-ci et la
courbe de la configuration®6 sont presque confondues. La tendance s’inversera certainement a partir de ce
cap si on avait continué d’augmenter la section de fer car au final nous arriverons a un volume rempli que

de fer et sans excitation qui ne produira aucun flux.

Flux {u¥d,
400 (uh2)
FI) o R ...
FO0 oo el o T L
230 Config 1|
200 Config 2 -
150 Config 3 |-
—m— Config 4
J T migd |
—— Config 5
Wy ——Config 6|
Ijl ' L] T L] T L]
0 a0 Iom Iaog 2000 2500 F000
nf {A-tours)

Fig. 4.39: Flux a vide des différentes configurations en fonction des ampéres-tours d’excitation

Le tableau 4.4 montre les flux a vide des différentes configurations fonctionnant avec leur Amperes-
tours d’excitation nominaux. Les configurations ayant les faibles sections de fer profitent d’amperes-tours
d’excitation considérables, mais a cause de la saturation du circuit magnétique elles ont un faible flux. C’est
le cas du rotor de la configuration n°1 qui profite de 2690 Amperes-tours mais qui ne produit le plus faible
flux (287 p-Weber par podle). Et de plus en plus que la section de fer augmente les amperes-tours

d’excitation diminuent mais au final le flux se trouve augmenté.

Nous voyons sur ce tableau comme nous 1’avons fait remarqué précédemment que le gain de flux
devient de plus en plus petit quand on augmente la section de fer. L’augmentation de flux a vide entre les

deux dernieres configurations n’est que de 0 ,6% alors que la section de fer s’est agrandie de 5,3%. Nous
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choisirons par conséquent la configuration n°5, elle présente presque les mémes performances en flux a
vide et elle a en plus I’avantage d’avoir une section de fer plus petite et des amperes-tours d’excitation plus
grand que la version n°6, elle aura un meilleur comportement a hautes vitesses car elle subira moins la

réaction magnétique d’induit.

Ceomfigl | Config? |Config? | Config d | Configd | Configd
Din fmm) 44 S0 S 58 82,5 &
B {4 tours)| 2690 2557 2388 I058 I738 1552
Flux (uweber)| 287 | 310 | 336 | 3352 375 | 37k

Tab. 4.4: Flux a vide nominal des différentes versions des rotor sans aimants

La deuxieme partie de 1’optimisation portera sur la détermination de la largeur de 1’aimant qui donnera
le meilleur apport de flux au rotor de la configuration n°5. Le tableau 4.5 présente quatre configurations de
rotor sur lesquelles nous avons adapté la forme de la griffe pour contenir des aimants de différentes

largeurs. La modification de la forme de la griffe porte sur la largeur de la griffe Ly (voir figure 4.33) afin

de modifier la distance inter-griffes.

Parameétre Unité | Config 5-1 Config 5-2 Config 5-3 Config 5-4
Diamétre du noyvau frmame) g2 5 g2 5 a2 5 a2 5
Longueur du novau fareem ) g5 25 g5 25 g5 25 g5 25
Diamétre & la base de griffe freamm) 79 7 79 79
Largeur de la oriffe en A farem ) 2 21 21 21
Largeur de la griffe en B frmaree) & 95 iga i22 i35
Hauteur de la oriffe en 4 {7 ) iz iz iz iz
Hauteur de la griffe en B frmaree) S 52 52 52
Inclinaizon de o eriffe o & d 7d ) 51
Distance griffe-griffe * frmaree) 7 a 5 g
Largeur de aimant farem) 25 &5 75 a5

* La disfance specifiée esf dovmde avant lusinage de la ramure confenant ] aimant

Tab. 4.5: Différentes configurations pour différentes largeurs d’aimant
Le résultat de calcul montré sur la figure 4.40 montre que les configurations sont treés proches en
terme de flux a vide. Les valeurs de flux a excitation nominale (tableau 4.6) montrent que la variation du
flux en fonction de la largeur de I’aimant passe par un optimum, néanmoins I’écart de flux entre les
configurations limites est tres faible, elle est de 1,7 %. Nous adopterons dans notre cas spécial une largeur
d’aimants de 9,5 mm puisque ce rotor sera produit avec les moyens industriels standard de Valeo adaptés a

cette largeur.
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i Joa Tooag I3 2000
al (Amporestours)

Fig. 4.40: Flux a vide des différentes configurations en fonction des Amperes-tours d’excitation

Comfig. 5-1 | Comfig. 5-2 | Comfig. 5-7 | Config. 5-4
Lexim {mm) 8 S0 54 58
ml (4 tours) F27 732 730 738
Flux {(uWeber) 705 710 217 718

Tab. 4.6: Flux a vide nominal des différentes versions de rotor a aimants

Nous avons obtenu apres ces optimisations un rotor ayant les caractéristiques du tableau 3.18.

Caractéristique | Valewr | Unite

Mambre de paires de pédles & Sans

Dhammeire exterieur rotor | 105,35 | mun

Longuenr plateai-plateau | 73,8 mapn

Lhameire du novan | 62,5 mm

BEpaisesur du platean | 14,28 | won

Longueur di nova | 45,25 | mm
Largeur de la base de la griffe | 203 mm

LDhamaétre du novau | 3534 s

Largeur de {aimant | 9.0 Hn

Longueur de Haimant | 405 mm

HEpaisseur de Paimant fi mn

Neombre de spires au rotar| 395 SaHS
Fegisiance du rofor| 2,25 o

Tab. 4.6, Fig. 4.41.: Rotor dimensionné et ses caractéristiques principales.
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IV. 3.5 Essais a vide

Nous présentons ici les résultats des essais a vide du prototype de la machine. Ces essais sont réalisés a
une vitesse de rotation fixée a 1800 tr/min, pour des courants d’excitation allant de 0 a 5 A, sachant que le

courant d’excitation nominal est de 1’ordre de 4A.

La comparaison du flux a vide obtenu par calcul et celui obtenu par essai montre que le modele que
nous avons développé permet d’avoir des résultats assez satisfaisant. L’erreur commise dans les deux cas

avec ou sans aimants et d’environs 9%, ce qui est acceptable pour un modele analytique.

E L —=— Caleud |
oo ;/ """"""""""""" Masure [~

0w T T T T

i a0 aag s 2000
nlidtours)

Fig. 4.41: Comparaison des flux a vide mesurées et calculées
Nous avons réalisé ces essais pour quatre configurations de machines selon le nombre d’aimants

insérés dans le rotor. Les résultats de fem efficace relevés sur oscilloscope sont montrés dans le tableau 4.7.

fam efficace entre phases (V)
if {A) 0 aimants | § aimants | 12 aimants | 16 aimanits
1] 0,3 24 3.8 54
1 .8 8,7 82 g8
2 81 13,0 145 16,8
3 10,1 14,2 16,2 18,2
4 10,6 14,6 16,6 18,0
3] 109 16,0 17,0 18,2

Tab 4.7 : Relevé de fem en fonction du courant d’excitation et du nombre d’aimants inter-griffes

On remarque que I’introduction des aimants apporte un flux considérable a la structure puisque la fem
a vide a augmenté de 79 % entre la structure sans aimants et la structures avec tous les aimants (16
aimants) , ceci pour un courant d’excitation de 4A. Nous pouvons estimer 1’apport en flux d’un seul aimant

dans cette structure a 5% ce qui n’est pas négligeable.
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Il existe comme on le constate sur les courbes de la figure 4.42 une fem non nulle sans excitation pour
les structures ayant des aimants. Cette fem est gé€nante pour un fonctionnement sur véhicule dans une phase
de roulage de celui-ci sans beaucoup de charge. Pour la structure ayant 8 aimants, par exemple, la fem sans
excitation a 1800 tr/min est égale a 2,4 V, ce qui donnerait a 18000 tr/min une fem 24V pour un

fonctionnement sur batterie de 14V.

Nous avons noté la méme chose pour la structure a double excitation et pour celle-ci 1’utilisation d’un
pont en H pour I’excitation s’impose, a part pour les applications tres rares demandant 60A en permanence.
Par contre pour une structure a griffes, un re-dimensionnement du circuit magnétique suffit pour
s’affranchir de cette fem. Le flux des aimants y sera délibérément court-circuité en majorité a travers le
noyau lors d’un fonctionnement sans excitation. La structure privilégiera dans ce cas le flux produit par les
amperes-tours bobinés a celui des aimants. Ces derniers n’apporteront dans ce cas que quelques 25 a 30 %
de supplément de flux. Ceci aura pour conséquence la baisse des performances de la machine. C’est le
compromis a faire si on ne veut pas avoir recours au pont en H comme dans le cas de la totalité des

machines a griffes sur le marché.

fem afficace V)
20

§ - i aimants

—dr— & qimants

(L 75 SREEELEREREEEEE —— ]2 @imants .
—— [ @imants
ll:'l T T T T T T
0 ] 2 3 4 sIf ()

Fig. 4.42: Fem a vide en fonction des ampeéres-tours injectés paramétrée par le nombre d’aimants
Dans notre cas, et pour que la comparaison soit équitable, nous avons choisi un dimensionnement
garantissant les meilleurs performances a la machine a griffes et un défluxage par un courant d’excitation
inverse si nécessaire. La figure 4.43 montre la faisabilit¢é du défluxage pour cette structure, nous y
constatons que pour les structures ayant 8 et 12 aimants le défluxage est assez aisé€, ou 1 A au plus dans le
sens inverse y est nécessaire. Par contre pour la structure ayant tous les aimants la tache est plus difficile,

puisque il en faut 4A. Cette différence est due au fait que pour les structures a 8 et 12 aimants, les pdles
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(griffes) n’ayant pas d’aimants de part et d’autre font circuler le flux inverse de la bobine vers le stator,

celui-ci participe a la baisse du flux total.

20
7 O S TS
I S e mamaees
7 S R Sl
12 H
10 H

O aimants

—tr— & gimants

—— 12 aimants |

fem efficace (V)
(=1

O | —w— I6aimants [~ @8
S et A S
R R oot A SR
0 T T T T T T T T T T —.{f=—IA —.{f':I'?A —.{f=1A
G4 -3 2 o0 12 3 4 5 6 — =24 — k=34 =34
If{d)
a) Fem efficace des différentes structures b) Fem (t) de la structure a 12 aimants

Fig. 4.43: Possibilité de défluxage par le courant d’excitation inverse
L’analyse harmonique de la fem a vide du rotor a griffes montre que sa forme d’onde n’est pas trop
distordue. Que ce soit pour la structure a 12 aimants (figure 4.44) ou pour les autres, le taux de distorsion
est de 'ordre de 7 % et I’amplitude de 1’harmonique de rang 3 est faible elle ne vaut qu 6,6% du
fondamental. Ces valeurs seront encore plus faibles si ce rotor était concu pour un fonctionnement
exclusivement sans aimants. Pour ce type de rotors les formes de griffes sont encore plus pointues, c'est-a-
dire de forme triangulaire. Nous verrons dans la comparaison avec le rotor de la machine a double

excitation que la forme du pdle influe de maniere directe sur la forme de le fem.

Amplitude (¥ % fondamental
Ny Fondamental 20 -
5' Harmonigue 3 0oz fi 6%
Harmonigue 5 o fa 1,2%
Taux de distorsion &, 5%

1 2 3 4 5 & 7
Roug harmouigue

Fig. 4.44: Analyse harmonique de la fem a vide de la structure a 12 aimants
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IV. 3.6 Essais en charge :

La machine a griffes dimensionnée est testée dans les mémes conditions des essais réalisés sur la
machine a double excitation, c'est-a-dire sous une température ambiante de 25°C et suivant la méme
procédure de stabilisation. Les essais en pleine charge ont donné les résultats montrés sur le tableau 3.18,
nous constatons que I’influence des aimants est tres importante sur les débits des machines. On arrive avec
la structure ayant 16 aimants a débiter 376 A a 6000 tr/min et a augmenter ainsi le débit de 117 A par
rapport au débit de la machine sans aimants ce qui représente 45% du débit celle-ci. Le gain est encore plus
significatif a basses vitesses. La machine n’ayant pas d’aimants, a cause de sa faible fem a vide n’amorce
méme pas a 1800 tr/min. En effet la fem pour cette configuration a 1800 tr/min est de I’ordre de 11 V alors
que la tension de la batterie est fixée durant les essais a 13,5 V. L’introduction de huit aimants a permis de

passer a un débit de 152 A et I'introduction de 16 aimants de passer a 243 A.

Débits nets (4)

V {trvmin) | 0 aimants | 8 aimants | 12 aimants | 16 aimants
1800 1] 152 205 245
2000 24 190 226 270
3000 159 286 303 333
4000 215 375 333 357
5000 244 334 350 369
6000 254 247 360 378

Tab 4.8 : Résultats des essais en pleine charge des différentes configurations

401
330
00
230
w200
q —8— () aimants
P e CE T C EEEEEEEEEEEEEE _ s
—u— & qimants
I g —=— [ 2 aimants [ --
I N S —— ]G aimants|
I:' T T T T T
000 2000 3000 4000 3000 G000 Fo00

V (trinin)

Fig. 4.45: Courbes de débits en pleine charges des différentes structures
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Fig. 4.46: Débit sans excitation de la structure ayant 16 aimants

Comme pour la machine a double excitation nous avons réalisé un essai sur batterie sans excitation
pour la structure ayant 16 aimants. Nous avons vu en haut que cette structure possede une fem efficace a
vide de I’ordre de 5,4 V entre phases a 1800 tr/min, ce qui présage un amorcage vers 4000 tr/min comme
pour la machine a double excitation, ce que montre la figure 4.46. La machine a par ailleurs débité un
courant de 60 A a 6000 tr/min. On remarquera que toutes les courbes s’arrétent a 6000 tr/min pour cette
machine, cette précaution est prise pour éviter tout risque de frottement ou de détérioration de la machine,

le calcul mécanique (Annexel) limite pour cette structure la vitesse maximum de rotation a 12000 tr/min.

2
O aimeants
A ECLCLLEL L & aimants |--
—ir— [ 2 aimants
L R . —— [ 5 aimanfs [
a R sl CLL LT
5 V (triunin)
i T
i 2000 4000 GO 000
/5 . N
-1

Fig. 4.47 : Courant d’excitation en charge partielle de 20A pour les différentes configurations

Nous avons aussi réalisé des essais en charges partielles pour vérifier la capacité de cette structure a
étre défluxée. Nous avons choisi une charge partielle de 20A pour illustrer cela. Nous nous apercevons
d’apres les figures ci-dessous que pour maintenir ce débit, la machine a besoin d’étre défluxée en inversant
le courant d’excitation quand la vitesse augmente, notamment pour les structures a 12 et 16 aimants. Nous

constatons aussi que, pour la machine avec 16 aimants, I’allure de la décroissance du courant est plus
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accentuée que pour les autres. La cause de cela est due au fait que cette structure est difficile a défluxer

pour la raison que nous avons citée plus en haut.

IV. 3.7 Influence de I’introduction des aimants sur le rendement :

Nous avons évoqué ultérieurement dans la présentation de la machine a griffes le role que peuvent
jouer les aimants dans la réduction des pertes fer dans la machine. Nous allons dans ce qui suit tenter de
mettre ceci en évidence. Pour cela nous nous proposons de réaliser des essais sur les différentes
configurations de machines, celles-ci débitant les mémes charges dans les mémes conditions. Nous avons
choisi deux charges 80A et 120A correspondant approximativement au tiers et a la moitié du débit

maximum de la configuration sans aimants.

31% 21%
79% 79%
7% 77%
< 75% 75%
2 739 e

5 71% 71%

59% 59%
ik T

G795
6.5% T T T T ﬁ% T T T T T

oo 2000 3000 4000  J000 G000 FO00 ee 2000 3000 @000 J000 G000 000

V (trinin)

—u— {} ainants —ir— § aimants —u— {} gimants —ir— § aimants
—a— I} oimanis —— 16 aimants —u— 12 pimants —— 1 & aimants

a) Charge partielle 80 A b) Charge partielle 120 A
Fig. 4.48: Rendement en fonction de la vitesse en charges partielles

Les courbes de rendements (figure 4.48) des différentes configurations pour les deux charges en
fonction de la vitesse montrent une amélioration du rendement d’autant plus élevée que le nombre
d’aimants est élevé. A 6000 tr/min et pour le débit de 80A, par exemple, le rendement est passé de 67,3%
pour la machine sans aimants a 72 ,6% pour la machine avec 16 aimants gagnant ainsi 5,2%. Le méme

constat est visible pour la charge 120A ou le gain en rendement, a 3000 tr/min par exemple, a atteint 3,4%.

Ayant réalisé les essais dans les mémes conditions et a méme charge dans les deux cas, nous pouvons
affirmer, sans crainte de se tromper, que les pertes mécaniques et de ventilation, les pertes dans le pont
redresseur et les pertes Joule dans les bobinage du stator sont égales quelque soit le nombre d’aimants.

Nous pouvons donc justifier I’amélioration du rendement par deux raisons ; La premiere est la baisse des
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pertes d’excitation suite a la baisse du courant au rotor due a I’apport de flux des aimants et la deuxieme

consiste en la baisse des pertes fer totales dans la machine.

Afin de faire la part des choses entre les deux causes, nous avons calculé, pour les deux charges

partielles et pour les différentes structures les pertes totales et les pertes dans 1’excitation puisque celles-ci

peuvent aisément Etre obtenues d’apres les résultats des essais.

V A Pertes totales (W) V A Pertes d'excitation (W)
{trvirnin) | 8 aimants | 12 aimants | 16 aimarts || ftrvimin) | 8 aimants | 12 aimants | 16 aimarnts
3000 36 42 35 3000 53 27 2
4000 6.2 74 82 4000 18 2,1 3,0
S0a0 &3 9 10z 000 i3 L& 29
o040 83 100 118 o040 13 L7 3,0

Tab 4.9 : Baisse des pertes en comparaison a la configuration avec 0 aimants pour la charge 80A

¥ A Pertes totales (W) ¥V A Pertes d'excitation (W)
{trvimin) | 8 aimants | 12 aimants | 16 aimanits || (vmin) | 8 aimants | 12 aimants | 16 aimanis
3000 o &1 o8 3000 14,1 14,7 14,0
4000 44 68 79 4008 3,8 4.1 4,6
5000 42 6 73 5000 2.5 29 ié8
6000 42 70 oy 6000 2,2 2.8 4,2

Tab 4.10 : Baisse des pertes en comparaison a la configuration avec 0 aimants pour la charge 120A
Les tableaux 4.9 et 4.10 montrent le gain en pertes totales et en pertes d’excitation réalisés par les
différentes configurations a aimants par rapport a la machine n’ayant aucun aimant et ceci pour les deux
charges. Nous avons réalisé les comparaisons a partir de la vitesse 3000 tr/min car la machine n’ayant pas

d’aimants ne débite pas en dessous de cette vitesse.

Le constat est le méme dans les deux cas; la baisse de la puissance d’excitation, bien quelle soit
visible, ne peut pas a elle seule justifier le gain en rendement. Au contraire, son influence est secondaire au

vu des ces résultats.

En effet, et cela est valable dans les deux cas, la part de la baisse des pertes Joule d’excitation ne
représente au maximum que 10% de la baisse des pertes totales de la machine et ceci sur la majorité de la
plage de vitesse et elle n’est que de 2% dans quelques points de fonctionnement. Il est vrai que pour le cas
particulier correspondant a la vitesse 3000 tr/min cette part est assez conséquente, elle arrive méme a 28%,

cela s’explique par le fait que cette vitesse est proche de la vitesse d’amorcage de la machine sans aimants
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et que pour réaliser une charge de 120A, par exemple, il faut un courant d’excitation conséquent donc une

puissance d’excitation conséquente.

Nous pouvons conclure donc d’apres cela, que la baisse des pertes dans la machine pour une méme

charge est due essentiellement a la baisse des pertes fer dans la machine.

—u— i gimants —a— § ofmants —=— 12 afmonis —v— 16 afmanis
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a) Charge partielle 80 A b) Charge partielle 120 A
Fig. 4.49: Evolution des pertes fer pour les différentes configurations

Nous pouvons voir sur la figure 4.49 I’évolution des pertes fer de la machine pour chaque charge selon
le nombre d’aimants insérés. On constate une nette baisse des pertes fer due a ’introduction des aimants,
cela est plus visible pour la charge 80A que pour la charge 120A. Nous pouvons expliquer ceci par le fait
que la composante axiale de I’induction, responsable en premier lieu des pertes fer élevées de la machine a

griffes, est plus prépondérante pour une faible charge a cause de la faible excitation.

En effet pour une faible excitation les lignes de flux sortent de la base de la griffe pour retourner dans
I’autre griffe au niveau du coude suivant ainsi un chemin oblique. Alors que pour une excitation plus
grande les lignes ont tendance a avancer plus dans le sens de la longueur de la griffe avant de monter vers

le stator. Le stator dans ce cas est traversé par des lignes moins obliques que pour le premier cas.
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IV.4 Comparaison a la machine a double excitation

Nous allons dans ce qui suit établir un comparatif des performances entre les deux machines a griffes
et a double excitation (MDE). Notre comparatif portera essentiellement sur les puissances électriques

fournies par les structures et les rendements donc les pertes des celles-ci pour différentes charges.

Nous rappelons que les deux structures de rotor sont dimensionnées dans un méme volume (fig. 4.50)

et fonctionnant dans le méme stator et que les essais sont réalisés sur le méme banc d’essai dans les mémes

conditions.
MDE Macﬁzm.e & griffas
6 aimants

Neombre d aimants 4 7]
Largeur de laimant fmm) ) )
Longuenr de Naimant () 20 4005

Epaisseur de laimant fmm) 4 th
Valume d'aimanis fem i) 240 3.9

Tvpe de Huimant MefFe B MNefFel

Masse valumigue (glom’3) ) ]
Masss toiale fg) f0g 05

Tab 4.11 : Caractéristique des aimants pour les deux configurations similaires

?-Ié

I

Fig. 4.50: Les deux rotors comparés

Nous avons choisi, dans ce paragraphe, d’axer le comparatif sur deux configurations de la machine a
griffes citées en haut; la configuration sans aimants (MG_QOaimants) et la configuration avec tous les
aimants (MG_16 aimants) les autres étant des machines intermédiaires. Nous avons aussi jugé utile de

rajouter a la comparaison une configuration de la machine a griffes ayant 6 aimants (MG_6aimants), de
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telle sorte a avoir une structure similaire a la machine a double excitation en terme de quantité d’aimants
utilisée (voir tableau 4.11), le prix des aimants étant une composante non négligeable dans le prix final des

machines.

IV.4.1 Fem a vide :

Nous avons choisi durant la conception de la machine a double excitation de monter les quatre bobines
de la machine a double excitation deux en série en parallele avec deux autres en série. Cette disposition
nous permet de pouvoir injecter plus d’amperes-tours que si elles étaient toutes en série. Le courant
d’excitation a I’entrée de la machine se divise de cette facon en deux pour alimenter les bobines

excitatrices.

i
L2

a) Bobines de la MDE b) Bobine de la machine a griffes
Fig. 4.51 : Courant d’excitation dans les bobines inductrices du rotor

Les essais a vide sont réalisés a une vitesse de rotation de 1800 tr/min pour les deux machines, en

excitation séparée, les fem a vide efficaces sont relevées par oscilloscope.

La figure 4.52 montre les courbes de la fem a vide entre phases des deux machines en fonction du
courant injecté dans le rotor. Les courbes de fem a vide de la machine a griffes possedent une pente plus
importante que celle de la machine a double excitation c'est-a-dire une plus grande mutuelle rotor-stator.
Sur cette figure les fem a vide sont comparées en fonction du courant total injecté dans le rotor celui-ci se

divise en deux dans le cas de la machine a double excitation.
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Fig. 4.52 : Fem a vide en fonction du courant d’excitation total
On voit sur la figure 4.53 que méme si la comparaison était faite en fonction du courant circulant

réellement dans les bobines, la machine a griffes possede toujours la mutuelle la plus importante.

En effet, grace a sa bobine annulaire la machine a griffes possede un grand nombre de spires au rotor
sous chaque pole comparativement a la structure a double excitation. Chaque pdle dans la machine a griffes
est magnétisé par les amperes-tours d’une méme grosse bobine, alors que dans le cas de la machine a
double excitation chaque poOle est magnétisé par la bobine qui I’entoure. Dans notre cas le nombre de spires
da la bobine de la machine a griffes est 400 spires et le nombre de spires entourant chaque pOle rotor de la
machine a double excitation est 160 spires. Ceci procure a la structure a griffes pour un méme courant

d’excitation beaucoup plus d’amperes-tours d’excitation, ce qui s’exprime ici en mutuelle plus grande.
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Fig. 4.53: Fem a vide en fonction du courant dans la bobine
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Par contre si I’on compare les fem a vide des deux structures en fonction des amperes-tours sous chaque
pole (figure 4.54), on constate que la machine a double excitation présente une reluctance plus faible a
I’excitation bobinée, ceci s’exprime par une fem plus grande pour les méme amperes-tours dans la partie
linéaire. En effet la longueur moyenne des lignes de flux est petite dans la machine a double excitation
comparativement a la longueur moyenne des lignes de flux dans la machine a griffes. Dans cette derniere le
chemin est tridimensionnel passant par le noyau, les plateaux, les griffes et le stator, comme nous I’avons
décrit plut haut, alors que dans le cas de la machine a double excitation les lignes de flux sont

bidimensionnelles traversant le pole bobiné et le stator.
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Fig. 4.54: Fem a vide en fonction des ampéres-tours bobinés

La comparaison des deux machines dans leurs zones de fonctionnement nominales, c'est-a-dire excitées
par leurs courants rotor nominaux, montre que la machine a double excitation possede une fem supérieure a
son homologue a griffes, c'est-a-dire celle possédant la méme quantité d’aimants (MG_6 aimants), ce qui
laisse prédire un débit plus important a basse vitesse. Par contre grace a son nombre important d’aimants la
machine ayant 16 aimants possede une fem supérieure a la machine a double excitation sachant que les deux
ont la méme fem sans excitation.

Notons que la machine a griffes fonctionne en régime nominal avec environs 1600 amperes-tours alors
que la machine a double excitation n’atteint que 1000 amperes-tours, pour atteindre ces niveaux d’excitation
la machine a griffes a besoin d’environs 60 Watt de puissance excitatrice alors que la machine a double

excitation nécessite une puissance de 160 W.
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Machine  |If (8) | nif (A1) fem:,::::?;”m
MG O atmarnts 4 1600 10,6
MG &aimants | 4 1600 13,9
MG P8 aimants | 4 1600 19,0
MDE 1245 1000 17,1

Tab 4.12 : Fem efficace a vide des différentes structures excitées par leur courant nominal

L’analyse harmonique des formes d’ondes des fem a vide des deux structures montre que la machine a
griffes possede une fem de forme plus sinusoidale que la fem de la structure a double excitation, les taux
d’harmoniques y sont plus faibles. L’harmonique 3, par exemple, n’y représente que 6,6 % du fondamental
alors que pour la structure a double excitation celui-ci représente 15,4%. La figure 4.55 montre les deux
formes d’ondes des signaux des deux structures excitées avec leur courant nominaux, nous y voyons une
forme plus distordue pour la machine a double excitation, le taux de distorsion pour celle-ci est de 17,7 %
contre 7% pour la machine a griffes. En effet, nous ’avons noté plus en avant, la forme trapézoidale des
griffes acquiert a la machine a griffes une variation progressive du flux a vide. La machine a double
excitation, a cause de la forme rectangulaire des poles, souffre de la variation abrupte du flux, ce que nous
voyons de la montée (fig.4.55). A la descente la variation est plus douce grace au détalonnage pratiqué en

sortie de flux (Fig. 4.56).
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Fig. 4.55: Fem (t) a vide des deux structures et leur décomposition harmonique
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MG 6 aimanis MDE
Amplitude (V) | % fonrdamental | Amplitude (V) | % fordamental
Fondamental 11,4 - 136 -
Harmomigue 1 0 7h f 5% 210 75 4%
Harmonpique 5 of 0 8% 05 J6%
Taux de distorsion %% 17, 7%

Tab 4.13 : Analyse harmonique de la fem des deux structures

Fig. 4.56: Détalonnage pratiqué en sortie de flux

IV. 4.2 Débit en charge

Les performances mesurées sur banc d’essais des différentes structures comparées sont récapitulées dans
le tableau 4.14. Tel que I’on s’attendait d’apres les courbes de fem a vide, la machine MG_6aimants débite
moins que la MDE a 1800 tr/min. Ella a débité 122 A pour 130 A requis dans le cahier des charges. Ceci est
dii a sa faible fem a vide. Par contre a 6000 tr/min elle débite beaucoup plus que la MDE, son débit net est de
331 A tandis que celui de la MDE est de 232 A.

Cette machine MG_6aimants re-bobinée en 4 spires branchées en triangle pourra satisfaire le cahier des
charges a 1800 tr/min, car la fem a vide va €tre augmentée dans le rapport des nombres de spires (1,15), ce
qui augmentera le débit a 1800 tr/min. Le débit a 6000 tr/min se trouvera baissé dans le rapport des nombres
de spires aussi a cause de 1’augmentation de 1’inductance de la machine dans le carré du rapport et
I’augmentation du flux dans le rapport des spires.

La machine MG_0QOaimants est tres loin du cahier des charges. Son débit a basses vitesses, a cause de sa
tres faible fem est inférieur au débit le la MDE .Ce n’est qu’a partir de 4000 tr/min que celle-ci commence a
avoir un débit comparable a celui de la MDE. A tres grande vitesse, grace a sa faible inductance elle arrive a

fournir plus de courant que la MDE.
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Les performances de la machine MG_16aimants sont largement au dessus du cahier des charges et des
performances de la MDE. Grace a I’apport du flux des 16 aimants sa fem est supérieure de 11% par rapport a
la fem de la MDE. A 1800 tr/min sa fem entre phases est de 19 V au lieu de 17,1 V de la MDE, c'est-a-dire
une différence de 2 V en triphasé pour une résistance couplée en triphasé de 19,6 m€2, ce qui a conduit a
une augmentation de débit de 108 A. La méme chose se produit a 6000 tr/min, a cette vitesse la fem a vide
entre phases de la MG_16aimants est de 63,3 V alors que celle de la MDE est de 57,1 V, c'est-a-dire une
différence de 6,2 V, avec en plus un inductance plus faible pour la machine MG_16aimants, il en a résulté un

écart de débit de 144 A.

Débits nets {4)

V(trimin) | MG 6 aimants | MG _ 6 aimants |MG_16 aimants | MDE
1800 0 122 243 135
2000 2 o 270 152
3000 150 262 333 198
4000 215 302 357 220
5000 24 327 369 220
6000 254 331 376 232

Tab 4.14 : Débits des différentes structures
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Fig. 4.57: Débits nets maximums des différentes structures a 25°C d’ambiante

La figure 4.57 montre de maniere plus parlante les courbes de débits en fonction de la vitesse de
rotation des différentes structures comparées. On constate bien que la machine MG_16aimants possede un
débit largement au dessus du débit de la machine a double excitation, que la machine MG_6aimants telle
qu’elle est n’est pas satisfaisante et qu’un basculement de courbe est nécessaire pour celle-ci et que la

machine MG_QOaimants ne peut pas égaler la MDE.

144



Chapitre 1V : Comparaison aux alternateurs classiques

Comme nous I’avons a plusieurs reprises signalé, I’avantage majeur de la machine a griffes réside dans
sa structure permettant avec une seule grosse bobine de magnétiser tous les pdles de la machine. Cela
procure a la machine un grand nombre d’amperes-tours pour chaque podle. Pour montrer que cette
particularité de la machine a griffes explique ses bonne performances, on se propose d’alimenter sa bobine
avec un courant d’excitation lui procurant les mémes amperes-tours da la machine a double excitation (~
1000 amperes-tours) et de voir I'effet que ca a sur les performances de la machine. On comparera les

résultas des essais en charge de celle-ci avec les performances de la machine a double excitation.

Le tableau 4.15 et la figure 4.56 résument les résultats des essais. On constate que la MG_6aimants et
la MG_Oaimants sont peu performantes par rapport a la MDE, cela est prévisible en se referant aux fem a

vide efficace de celles-ci avec ces amperes-tours respectivement 12,9 V et 9,7 V a 1800 tr/min.

Débits nets (4)

Viwmin) | niftdd | MG 0 aimants |MG_ 6 aimants |MG_16 aimants |  MDE
1800 995 0 i 745 735
2000 972 0 103 159 152
3000 954 109 167 197 198
4000 971 153 194 218 220
5000 962 77 205 220 228
6000 957 185 271 231 232

Tab. 4.15: Débits des différentes structures a méme amperes-tours d’excitation

240
200
SN
I
o
aop o] —m— DE
MG O aimants
R MG & aimants |----
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Fig. 4.56: Débits des différentes structures a iso amperes- tours d’excitation

La machine MG_l6aimants est équivalente a la MDE, la figure 4.56 nous montre deux courbes

pratiquement collées. Cela s’explique par le fait que aux alentours de 1000 At d’excitation les fem a vide
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des deux structures sont tres proches (figure 4.56). A 1800 tr/min avec 995 At la machine MG_16 aimants a
0,1 V de fem efficace en plus que la MDE. Cela en association avec une inductance plus faible et une
meilleure thermique a donné 10 A de plus pour la machine a griffes. A 6000 tr/min avec 957 At la machine
MG_16aimants possede une fem efficace inférieure de 1V a celle de la MDE, ceci est compensé par sa

faible inductance.

IV. 4.3 Rendements des machines et pertes

Nous avons choisi pour comparer les rendements et les pertes des deux structures de nous intéresser
comme dans le paragraphe IV.5.6 a deux charges partielles 80A et 120A, nous avons choisi aussi dans cette

partie de comparer les différentes structures a méme débit maximum que la structure a double excitation.

La comparaison des rendements pour les charges 80A et 120 A montre que les structures a griffes ont
de meilleurs rendements que la MDE. La figure 4.57 montre les courbes de rendements des différentes
structures pour les deux charges choisies en fonction de la vitesse de rotation. Comme nous 1I’avons vu dans
le paragraphe 1V.5.6 I’ajout d’aimants dans la structure a griffes améliore le rendement de celles-ci et nous

remarquons que leurs courbes de rendement sont au dessus de celle de la MDE.

| ——DE MG Oaimanfs —&— MG G aimanfs —e— MG 15 aimants |
3% 3%
0% 0%
o T 3%
£
B 0% %
7]
E B3% &%
& B o e e BO%E g m--mmmmm o
IF%a o IF% A
i L e
S0 . . V{tr,-’i'mlu} 5%, . . {i Im}
1300 000 4300 GO0d 1300 000 4300 (D]
a) I débité = 80A B) I débité = 120A

Fig. 4.57: Rendements des machins pour deux charges partielles

Par exemple, I’écart des rendements entre la MDE et la MG_6aimants pour un débit de 80A varie
progressivement entre 1,3 % a 1800 tr/min a 3,6 % a 6000 tr/min. La méme chose est notable si 1’on
compare la MDE aux deux autres machines. Pour la MG_Oaimants I’écart est moins important allant

progressivement de 1,3 % a 2000 tr/min a 2,6 % a 6000 tr/min, alors que pour la MG_16aimants celui-ci,
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conformément a ce que 1’on dit plus haut, est plus important variant de la méme maniere entre 4 % et

7,8%.

La séparation des pertes des différentes machines pour ces deux charges nous permettra d’expliquer
ces écarts de rendements et leurs comportements en fonction de la vitesse de rotation. Nous nous
intéresserons ici aux pertes d’excitation et aux pertes fer dans les machines sachant que les autres pertes
sont presque égales. En effet, a part les pertes Joule dans le stator qui peuvent étre différentes entre la
machine a griffes et la machine a double excitation a cause des échauffements différents du stator, les
autres sont pratiquement pareilles. Le stator dans le cas de la machine a griffes est un peu plus froid bien
qu’il soit traversé par le méme courant, car le rotor a griffes constituant une condition aux limites est moins
chaud a cause des pertes d’excitations moindres et permet une meilleure ventilation a cause de sa forme,
cette différence de températures n’est pas tres grande, elle atteint la quinzaine de °C pour le débit max de la

MDE.

Le tableau 4.16 montre les valeurs des pertes totales des différentes machines pour un débit de 80A
(équivalent a une puissance utile de 1120 W) et les différences des pertes totales entre la MDE et les

différentes machines a griffes (A Pertes = Pertes MDE — Pertes MG_Xaimants, X= 0, 6 et 16).

V Pertes totales () A Pertes totales (W) / MDE
] MG MG MG V MG MG MG
(irimin) 0 cimants |6 cirmants | 16 aimanis MDE {trimin) | 0 aimanits |6 aimants |16 aimanis

1800 - BE 4] 257 37 1864 = 25 )
2600 - 325 285 358 2000 - 34 73
Jaa4 343 337 297 377 3000 25 g7 20
4600 F03 37e 320 451 006 a8 7o S
Fa00 Eulv] F jad 532 5000 aa 58 188
6000 542 2la 24 a3 LA 71 w7 187

Tab. 4.16: Pertes totales et écart des pertes des machines a griffes par rapport a la MDE

Comme on peut le voir, la machine MDE a plus de pertes que ses homologues a griffes. La différence
des pertes est ascendante en augmentant la vitesse de rotation ce qui laisse penser que ces écarts de pertes

sont dus majoritairement aux pertes fer dans les machines.

En effet, a la vue des pertes d’excitation (tableau 4.17) dans les différentes machines on peut conclure
que les écarts de pertes ne peuvent provenir essentiellement que des pertes fer. Effectivement, les pertes

d’excitation ne sont pas tres importantes, surtout a haute vitesse ou 1’on a tendance a baisser I’excitation. Il
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est vrai qu’a basse vitesse la différence des pertes d’excitation représente une part non négligeable dans la
différence des pertes totales. Elle vaut 80% de celles-ci a 2000 tr/min si on compare la MDE a la
MG_6aimants et plus que la différence des pertes toujours pour les deux machines a 1800 tr/min. On verra

par la suite I’effet que ca fait sur le rendement de 1la machine a double excitation.

V Pertes d'excitation(VF) A Peartes d'excitation (W) F MDE|
} MG MG MG ¥ MG MG MG

(i) | yimants| 6 aimants |16 aimants| M2 | | grimind |0 aimants| 6 atmants |16 atmants
1804 - 28 o 57 1860 - 20 )
2000 - Filh) & 42 2000 - 27 34
3600 ia ) 4 I8 3000 g iz Jd
000 a3 ] Z I L0660 & & Q
30040 4 3 i & S g 3 7
6000 3 3 ] & 6000 2 3 )

Tab. 4.17: Pertes d’excitation et écarts par rapport a la MDE
Le tableau 4.18 montre les valeurs des pertes fer des structures étudiées déduites de la séparation des
pertes et leur comparaison pour la MDE et les MG_Xaimants. On voit clairement, surtout a haute vitesse,
que la différence des pertes fer représente la quasi-totalité de la différence des pertes totales entre les
machines. A 6000 tr/min, par exemple, plus de 90% de 1’écart des pertes sont dues aux différences entre les

pertes fer, ce qui explique I’augmentation des écarts des rendement en augmentant la vitesse.

V Pertes fer (V) D Pertes fer (W) /MDE
] MG MG MG 4 MG MG MG
(rimin) | o vimants | 6 aimants |16 aimants| M2C | | rmin | 0 cimants | 6 aimants |16 aimants
1866 - 25 Loy, 108 1866 - _ig id
20404 - fi3 &d g 2000 - -3 70
3600 127 Fy] &1 142 3000 i5 26 &l
LA fas 42 &Q 204 L0060 g Ha il
3060 203 i85 108 258 066 Sa fd 151
60060 250 228 138 35 60060 a5 &a 77

Tab. 4.18: Pertes fer et écarts des pertes des machines a griffes par rapport a la MDE
Ces valeurs montrent que la machine a double excitation pour cette charge possede des pertes fer plus
importantes a haute vitesse que les structures a griffes. La figure 4.58 a montre 1’évolution de ces pertes fer

en fonction de la vitesse pour la charge partielle 80A.
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Le principe de désexcitation de la MDE fait que pour ces faibles charges a hautes vitesses, des pertes
fer subsistent a cause du flux continu des aimants permanents, alors que dans le cas des la machine a griffes

la désexcitation fait baisser le flux dans le stator localement et globalement.

Par contre a basses vitesses les écarts ne sont pas tres grands, voire favorables a la MDE
comparativement aux machines MG_6 aimants et MG_QOaimants, car dans cette zone de fonctionnement
ces dernieres sont suffisamment excitées pour que leur pertes fer soient supérieures a la MDE et dans ces
cas de figure I’avantage revient a la machine qui a un flux le plus radial (c'est-a-dire dans le plan des toles).
A titre d’exemple il a fallu a la machine MG_6 aimants une excitation de 1228 amperes tours a 1800 tr/min
pour réaliser cette charge ce qui amene le stator au début de sa zone de saturation. Malgré cela, la machine
MG_6 aimants garde son avantage de rendement grace a sa faible puissance d’excitation et a sa meilleure

thermique au stator.

Les écarts de pertes fer a haute vitesse entre la MDE et les machines a griffes diminuent aussi au fur et
a mesure que la charge augmente, c'est-a-dire au fur et a mesure que les machines sont existées. La figure
4.58.b montre 1’évolution des pertes fer pour une charge de 120 A. On constate sur cette figure que les

pertes fer des machines a griffes se rapprochent des pertes de la MDE.

MG 0aimants ——ME Soimants —8—MG Jogimants —e—MDE

F00 430
330 350
300 300
g 4 250
&
‘Q by 200
E I 150
o0 4 ioa 4
50
0 . _ ¥ (trimin) . V {trinin)
1060 2060 5060 OO Fo00 F000 3000 7000
a) I débité = 80A b) I débité = 120A

Fig. 4.58: Pertes fer des différentes structures

Si on charge encore plus les machines et on leur fait débiter le méme débit maximal que la MDE ( 135
A a 1800 tr/min et 232 A a 6000 tr/min), les pertes fer redeviennent plus grandes pour les machine MG_6
aimants et MG_QOaimants comme le montre la figure 4.59. Dans ce cas de figure la MDE fonctionne dans

sons régime nominal avec une répartition équitable de flux entre les pdles a aimants et les poles bobinés,
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c'est-a-dire pas de défluxage, les deux structures a griffes fonctionnent elles aussi dans des zones de flux

important.

Les machines MDE et MG_16aimants sont équivalentes et ont moins de pertes fer que les autres, cela
est du a leur flux circulant dans 1’axe des tdles. Cela est surtout vrai pour la MDE et un peu moins vrai pour
la MG_16aimants qui possede malgré tout une petite composante axiale, mais cette machine n’ayant pas

atteint sa zone de saturation arrive a avoir au final les mémes pertes fer.

Le tableau 4.19 récapitule les valeurs des pertes fer obtenues grice a la séparation des pertes.

V Pertes fer (1)
MG MG MG
(@imin) | o vimants | 6 aimants | 16 aimants | P2F
2000 - 136 77 75
3000 ; 212 105 125
4000 413 323 201 J88
5000 570 452 337 342
6000 726 628 502 493

Tab. 4.19: Pertes fer des différentes machines a débit maximum de la MDE
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Fig. 4.59: Pertes fer des différentes machines a débit maximum de la MDE

Malgré 1’avantage qu’a acquit la MDE par ses faibles pertes fer comparativement aux pertes fer des
machines a griffes pour ces débits, celle-ci reste néanmoins moins bonne en rendement, surtout en
comparaison a la MG_16aimants, ce que montre la figure 4.60. Ceci est di essentiellement la différence
des puissances d’excitation (tableau 4.20) et la thermique favorable aux machines a griffes. Il a fallut a la

MG_16 aimants neuf fois moins de puissance d’excitation pour avoir le méme débit que la MDE.
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La comparaison par rapport a la MG_6aimants montre que leurs rendements sont assez proches avec
un léger avantage pour la machine a griffes a basse vitesses grace aux pertes d’excitation, mais cet avantage

est vite perdu quand on monte en vitesse a cause d’un meilleur comportement en pertes fer da la MDE.
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Fig. 4.60: Rendements des machines a débit maximum de la MDE

V Pertes d'excitation {7)
MG MG MG
(@imin) | o pimants | 6 aimants | 16 aimanss| P
2000 48 18 162
3000 27 18 158
4000 7 26 18 f58
5000 47 25 18 156
6000 30 27 18 156

Tab. 4.20: Puissances d’excitation des machines a débit maximum de la MDE

IV.5 Conclusion

Afin de montrer I’apport de puissance de la double excitation dans les machines électriques, nous
avons tenté une comparaison de la machine a double excitation a une machine a pdles saillants bobinés du
point de vue performances maximales. La machine a poles saillants bobinés a été dimensionnée dans le
méme encombrement que la machine a double excitation. Nous avons pour cette machine repris le méme
stator que celui de la machine a double excitation et nous avons optimisé a I’intérieur de celui-la un rotor en
variant la largeur des poles bobinés. La comparaison a montré que la machine a double excitation est
nettement plus performante que la machine a poles saillants bobinés. On peut estimer au double les

performances de la machine a double excitation comparativement a la machine a pdles saillants bobinés. La
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raison est que I'introduction des aimants dans la machine a double excitation a permis a celle-ci d’avoir
une encoche rotor bobinable par pole plus grande que celle de la machine a pdles saillants bobinés. Pour un
méme nombre de paires de pdles, la machine a double excitation possede, grace a 1’agencement des bobines
et des aimants, quatre poles a bobiner au lieu de 16. Les quatre autres pOles sont réalisés par les quatre
aimants enterrés et ceux-ci engendrent autant de flux que les poles bobinés. Le retour de flux est assuré par
des masses polaires se trouvant entre les aimants et les bobines. On arrive ainsi a avoir une section

d’encoche presque égale au double de la section bobinable de la machin a pdles saillants bobinés.

Nous nous sommes dans un second temps intéressés a la comparaison de la machine a double
excitation et de la machine a griffes. Cette derniere est la machine de prédilection pour les applications
alternateur automobile. De la méme maniere, nous avons opté pour une comparaison des deux structures de

rotor sous un méme stator et dans le méme encombrement axial.

Le dimensionnement d’une machine a griffes et son optimisation n’est pas facile a réaliser. Cette
machine, connue pour son flux tridimensionnel, requiert une modélisation par un logiciel de calcul en 3D
ou par un modele analytique prenant en compte toute le section de passage de flux et ses changements de
direction et les fuites. Nous avons choisi pour notre étude une modélisation analytique nous permettant de
faire une étude paramétrique simplifiée basée sur le principe de conservation des sections de passage de
flux. Ceci nous a permis de réduire considérablement le nombre de parametres et ramener cette étude au
seul parametre « Diametre noyau » définissant a lui seul le volume de fer et le volume de cuivre dans le
rotor. Ce modele s’est montré assez fiable (9% d’erreur par rapport a la mesure) et nous a permis de

trouver le rotor ‘optimal’ dans le volume spécifié.

L’insertion d’aimants apporte a la machine a griffes un apport considérable de flux puisqu’en
moyenne un aimant contribue sur notre machine a I’amélioration du flux a vide de 5%. La machine ayant
16 aimants a vu par conséquent sa fem a vide augmentée de 79% par rapport a la machine sans aimants. Le
gain en débit apporté a la structure est considérable surtout a basse vitesse ou on ’estime a 15 A en
moyenne par aimant, a 2000 tr/min par exemple le débit est passé de 24 A a 270A entre la machine sans
aimants et celle avec 16 aimants. Le gain a haute vitesse est moins important il est d’environs 7 A par

aimant.

En plus de I’amélioration des performances de la machine a griffes, L’introduction des aimants
interpolaires contribue de maniere trés sensible a I’amélioration du rendement de celle-ci. En effet pour une

charge partielle de 80 A , par exemple, nous avons constaté une amélioration du rendement de 3 points (+ 3
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%) a 1800 tr/min et de 5 points (+ 5 %) a 6000 tr/min entre la machine sans aimants et la machines avec 16
aimants. Cette amélioration n’est pas essentiellement due, comme on peut le penser, a la baisse de
I’excitation suite a I’apport de flux par les aimants, mais elle est due de maniere prépondérante a la baisse
des pertes fer dans la machine. Sur ’exemple choisi et a 6000 tr/min, la baisse des pertes d’excitation on
contribué de 3 % a la baisse des pertes totales et la part restante c'est-a-dire 97 % est due a la diminution
des pertes fer. Nous pouvons expliquer cette baisse des pertes fer dans la machine par la diminution de la
composante axiale du flux grace a I’apport du flux des aimants qui est essentiellement radial (dans le plan

des tbles stator).

La comparaison entre la machine a double excitation et la configuration de la machine a griffes
possédant la méme masse d’aimants (MG_6aimants) montre que cette derniere est en dessous des
performances de la MDE a faible vitesse et que a haute vitesse elle en est largement au dessus. Un
basculement de courbe, c'est-a-dire passer a un bobinage en 4 spires branchées en triangle, permettrait a la
MG 6aimants de récupérer le déficit de courant a basses vitesse est d’égaler la MDE et a haute vitesse de

baisser son courant de 331A a 287 A, restant ainsi toujours au dessus du chier des charges.

La machine a griffes sans aimants est loin de satisfaire le cahier des charges, elle souffre de sa faible
fem donc d’un débit tres réduit a basse vitesse. A 1800 tr/min, par exemple, cette machine n’a pas pu

amorcer et elle n’a pu satisfaire le cahier des charges qu’a partir de 4000 tr/min.

Les performances de la machine a griffes ayant tous les aimants interpolaires sont largement au dessus
des performances de la MDE et du cahier des charges. Cette structure a produit 80 % de courant en plus
que le cahier des charges a 1800 tr/min et 62 % de plus a 6000 tr/min. Cela donne I’asymptote a laquelle on

peut arriver avec cette structure.

Du point de vue rendement, les machines a griffes possedent de meilleurs rendement que la MDE. A
faible débit, a cause des pertes fer plus petites dans les machines a griffes. A forte charge a cause des pertes

d’excitation moins importantes dans ces dernieres.

Pour une charge partielle de 80 A par exemple la différence de rendement entre la MDE et la
MG_6aimants est de 4 points (+ 4 %) a grande vitesse en faveur de la machine a griffes, ceci est di comme
nous 1’avons montré, a la différence des pertes fer entre les deux structures. Le défluxage dans la MDE est
désavantageux pour celle-ci du point de vue pertes fer cause du flux constant des aimants qui circule dans

le stator.
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En pleine charge les pertes fer dans la machine a double excitation sont plus petites que dans la
machine MG_6aimants, car comme on 1’a vu les deux machines fonctionnent a flux maximal et dans ce cas
de figure la machine MDE a ’avantage d’avoir des lignes de flux dans les le plan des toles stator. Malgré
cela le rendement de la machine a griffes est 1égerement meilleur que celui de la machine MDE a cause des

pertes d’excitation et une thermique stator favorable pour la machine a griffes.

On a vu apres cette comparaison que la machine a griffes reste compétitive pour ce cahier des charges
et elle peut grace a I’introduction d’aimants entre les griffes atteindre des performances considérables. Cette
structure est avantagée par rapport aux autres structures par sa bobine annulaire qui lui confere des
amperes-tours €levés au rotor. Elle reste jusqu'a présent la machine de référence pour la fabrication

d’alternateurs automobiles.

La machine dimensionnée dans 1I’encombrement axial retenu souffre néanmoins d’un probleme d’ordre
mécanique. Le calcul mécanique effectué sur cette structure (annexe B) montre que les efforts centrifuges
exercés sur les griffes a 21600 tr/min provoquent un déplacement radial des bouts de griffes dépassant les
limites acceptables. Ceci est di a la longueur excessive des griffes. On estime ce déplacement a 0,557 mm.
Un tel écartement du bout de la griffe n’est pas acceptable puisqu’il engendre un frottement avec le stator
sachant que I’entrefer est de 0,325 mm. Ce méme calcul montre que la vitesse limite de fonctionnement

sans engendrer de frottements entre le rotor et le stator est de 12846 tr/min pour une telle structure.

Afin de garantir un fonctionnement jusqu'a 21600 tr/min de cette structure il faudra pratiquer une frette
autour du rotor pour maintenir les griffes, ou bien insérer des anneaux en aluminium sous les griffes de

maniere a les retenir en centrifugation. Ces solutions augmenterons davantage le prix de la machine.

Nous pouvons aussi redimensionner la machine a griffes pour obtenir les performances du cahier des
charges. La machine sera certainement moins longue, sachant que les performances actuelles de celle-ci

sont tres au-dessus du cahier des charges. La machine ainsi obtenue se comportera mieux mécaniquement.
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Chapitre V : Besoins en machines électriques de fortes puissances dans le cadre de [’hybridation

V.1 Introduction :

Ce chapitre se veut une projection vers ’avenir proche des machines électriques dans le domaine
automobile. Nous allons examiner, dans celui-ci, la possibilité de réaliser encore plus d’économie d’énergie
et plus de réduction d’émissions de CO, dans le monde automobile que ce que nous pourrons faire en
améliorant juste le rendement. Ceci est possible grace a une utilisation plus intelligente de la puissance

grandissante des machines électriques.

En effet, I’augmentation de la demande en énergie électrique a bord des véhicules fait que les alternateurs
sont devenus de plus en plus puissants. Nous avons évoqué dans les chapitre II et IV un besoin en
alternateur de 3,2 kW et nous avons vu auparavant que la puissance électrique augmentera d’avantage dans
les années avenir. Nous atteindrons a ce rythme des puissances €lectriques pouvant propulser un véhicule
dans le cas d’une utilisation en moteur. Ceci permet de réfléchir a utiliser la machine électrique
différemment dans un véhicule, c'est-a-dire tantot en alternateur pour charger la batterie, tantot en moteur
puisque elle-ci dispose d’une puissance suffisante pour ce genre de fonctionnement. Tout ¢a dans une

démarche visant une meilleure gestion de 1’énergie a bord des véhicules.

Dans ce qui suit, nous allons voir les différentes architectures d’association de la machine électrique au
moteur thermique dans le but de réduire la consommation de carburant. Nous verrons dans une architecture
choisie et pour un type de véhicule répandu quelle serait la puissance de machine électrique optimale pour

réaliser le maximum d’économie.

Nous réaliserons par la suite une machine basée sur la structure a double excitation étudiée dans le
chapitre III pour assurer ce besoin. Cette machine sera montée sur banc moteur dans les locaux de

I’INRETS pour déterminer le gain en consommation réalisé dans I’architecture choisie.

Une petite étude comparative de performance pour le méme besoin sera réaliser a fin de situer les deux

structures par rapport a ces applications.

V.2 L’hybridation en vue de la réduction de la consommation :

L’hybridation, comme nous I’avons évoquée, consiste en I’association d’une machine électrique et d’un
un moteur thermique dans le but de réduire la consommation en carburant de celui-ci. Elle permet a ce
dernier de travailler dans ses zones optimales de fonctionnement ayant le meilleur rendement. Dans sa
configuration la plus flexible, tous les types de combinaisons sont théoriquement possibles, le moteur
thermique pouvant étre utilisé aussi bien pour charger les batteries via un alternateur que pour

I’entrainement du véhicule et le moteur électrique pouvant étre utilisé aussi bien pour la traction du véhicule
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que pour la récupération de son énergie de freinage. L hybridation conduit donc a de nombreuses voies

d’optimisation de I’utilisation de 1’énergie a bord du véhicule.

11 existe plusieurs architectures de véhicules hybrides [C2], nous pouvons les classer dans deux grandes

familles : I’hybride série (Figure V.1.a) et ’hybride parallele (Figure V.1 .b).

Dans D’architecture hybride série, la propulsion est totalement électrique. Le moteur thermique,
généralement de petite cylindrée (500 cm® dans le Kangoo Elect’road de Renault [A2]), associé a un
alternateur, sert de groupe €lectrogene ‘prolongateur d’autonomie’, selon les termes de Renault. En ville, le
moteur électrique est alimenté que par les batteries, cela permet un gain en consommation considérable. Son
avantage majeur réside dans le fait que le moteur thermique fonctionne sur la plage de rendement maximum.
Toutefois, a cause de la cascade des rendements (moteur thermique-alternateur-moteur électrique) le

rendement global est moins bon que celui de la structure hybride-parallele.

Puissance méacaniquea Puissance élactrique Puissance mécanique Puissance électrique
— — — >
Batteries

Balteries

( lT Onduleur
Ondubeur
Mateur thermique . .
» Moteur électrique .
Moteur thermique

Moteur électrique

Alternateur l i

Rouas Roues
Boile de vilesses Boite de vitesses
a) Hybride série b) Hybride paralléle

Fig. V.1: les architectures hybrides

L’architecture hybride parallele (sur Honda Insight, par exemple) combine les deux types de propulsion,
électrique et thermique. Le moteur thermique fonctionne seul en régime de croisiere et est assisté par le
moteur électrique pour tous les régimes de fonctionnement causant de fortes émissions de CO,. Ou encore
mieux, le moteur thermique peut étre sous dimensionné grace a 1’apport de puissance du moteur électrique
(Downsizing). L’utilisation en tout électrique en ville ou dans les embouteillages est possible, le rendement
du moteur thermique y étant médiocre. Selon la puissance du moteur électrique et les fonctionnalités

recherchées, on peut décliner cette famille en trois principaux niveaux [M3] :
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La Micro-Hybrid : 2 a 3 kW, permet la fonction Stop&Start (Citroén C3 [J4]) ou, a un niveau supérieur,

Stop&Start plus le freinage récupératif (Toyota Crown).

le Mild-Hybrid : une dizaine de kW, permet, en plus des fonctions citées en haut, un apport de

puissance au moteur thermique. Ceci permet I’ optimisation de 1’utilisation de ce dernier (Honda Civic)

le Full-Hybrid : quelques dizaines de kW, permet en plus la traction purement électrique (PSA Citroén

Dynactive).

Le tableau 1.3.2.1 résume ces fonctions et montre les gains potentiels qu’on peut en tirer.

Type d"hybride Fonctions Puissance électrique Gain en COy
1 = arrét du m.meur 2 kW g 9
au ralenti
Stop & Start
. .
1 + 2 {fFlemge 3 kW 13
récupératif)
1+2+3
{downsizing moteur
Mild-Hvbrid thermique et 10 kW 30 %
assistance
accélération
. T+ 3
Full Hybrid Sl e 30 kW 45 %
électrique)

Tableau V.1 : Réductions potentielles des émissions de CO, selon le niveau d’hybridation

(Sourcel FP)
Pulssancs mécania Puissance dlectrique Puissance mécanique Puissanca électrique
= » > >
Ballerias Balteries
A
F
Allamatour l
¥
Onvclunkerun Onduleur
i A
Mateur thermique Moteur thermique o l
o = Transmission
v

m Muoleur élecliique Machine electrique
=y

Répeaurtiteur

Roues Roues

Baoite de vilesses Boite de vilesses

Fig. V.2: DParchitecture hybride Fig. V.3: Hybride paralleéle avec

série-parallele découplage du moteur thermique

La combinaison des ces deux architectures donne une architecture plus complexe, 1’hybride série-

parallele (figure V.2). Cette architecture a été adoptée dans la Toyota Prius[Y] [J4], désignée également
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comme hybride parallele a dérivation de puissance. Elle conjugue les avantages du véhicule hybride série a

faible vitesse et ceux de I’hybride parallele a plus haute vitesse.

Dans le but de statuer sur les gains en consommation des différentes architectures hybrides une étude
comparative théorique tres intéressante a été menée par I'INRETS [D1] [12]. Aux différentes architectures
précitées, a été rajoutée une architecture hybride parallele avec deux embrayages (figure V.3).L’ajout du
deuxieme embrayage permet a la machine électrique d’étre désolidarisée du moteur thermique, ce qui

permet un fonctionnement en tout électrique sans trainer le moteur thermique.

Les différentes architectures implantées sur les véhicules ont été comparées de maniere objective,
puisque ces derniers ont été dimensionnés, avec les mémes composants et méthodes de dimensionnement

pour répondre au méme cahier des charges.

10 -
N
g5
g 83
3
5 F o 1015 modes
5 7 o NEDC
¥ i ¥ Hyzem Urbain
E & Hyzem Routier
- 6 — = Hyzem Autoroufier
Q i
5_
]
4 T T T |
Thenmigue Hybride Paral- Hybride Paral-  Hybnde Série Hybride Série
Classique lele 1 em- l&le 2 em- Paraliéle
brayage brayages {Prius)

Figure V.4: Consommation des différents véhicules sur différents cycles
( voir annexe C)

Deux logiciels, VEHLIB [T1] pour la détermination des performances dynamiques et énergétiques des
véhicules et KOALA [S2] pour I’optimisation globale de la gestion d’énergie d’un véhicule hybride sur un
cycle donné, développés au Laboratoire Transports et Environnement (LTE) de I'INRETS ont permis
d’atteindre des résultats intéressants. Ces moyens de simulations on été préalablement validés par des

mesures sur banc [14] [T2].

La figure V.4 permet de constater que le véhicule classique, équipé uniquement du moteur thermique, est
assez bien adapté pour les trajets routiers et autoroutiers, s’il ne s’agissait que de ceux la. Le véhicule
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hybride série s’y comporte médiocrement. Par contre, les véhicules hybrides montrent leur intérét sur le
cycle urbain et le cycle normalisé japonais. Nous constatons, d’une maniere générale, qu’en terme de

consommation le véhicule hybride série parallele se situe entre les deux hybrides paralleles.

Véhicule hybride deioe embrevages — Clia hybricdée
A5 e e e e e e e e e
40
34
20
25
20
15
10

& NEDC fehaud)

= 10- 10 modas

a Urbain fhyzem)
w Roufier (Ryzem)
= Auforoufe (Apzem)

Geri e copsomption en %

1+———T T T 7T

n ] 10 14 20 24 an
Puirsanes machine dlectrigue LW

Figure V.5: Gain en consommation en fonction de la puissance de la machine électrique

Il apparait, a la lumiere de ces résultats, que 1’architecture hybride parallele avec deux embrayages
constitue une bonne voie a explorer. Cette architecture présente des gains potentiels prometteurs par rapport

a ’hybride série parallele et en plus son implantation est relativement facile comparée au systeme intrusif de

la Toyota Prius.

L’étude paramétrique sur cette architecture montre qu’il existe un optimum de puissance de la machine

électrique (figure V.5) garantissant un meilleur gain sur tous les cycles. Cet optimum se situe aux alentours

de 12kW.

Valeo, en tant qu’équipementier automobile, compte jouer les premiers roles dans ces chalenges de
réduction de consommation. Son approche de la problématique se fait par étapes, commengant d’abord par
la micro-hybrid [D2], Stop&Start sur la Citroén C3 vendu aujourd’hui en série, et allant vers une

hybridation de plus en plus accentuée.

Dans ce sens, une collaboration entre Valeo et L’INRETS visant a mettre sur banc d’essai une
architecture Mild-Hybrid et a confirmer les gains attendus a été lancée. Toujours dans sa démarche par
étapes, Valeo a choisi de tester d’abord, dans le cadre du projet Mildhybrid1 [I4], une machine réversible a
griffes de 8 kW puis passer a une autre machine réversible de 12 kW (Mildhybrid2). Toutes les deux sous

une tension réseau de bord de 42V.
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V.3 Pré-dimensionnement des machines a griffes et a double excitation pour I’hybridation :

Dans cette partie, nous allons pré-dimensionner, a partir de la structure a double excitation étudiée dans
la chapitre III, une machine satisfaisant le besoin en machine réversible exprimé ci-dessus. Nous allons, par
la suite, établir une comparaison de celle-ci a la machine a griffes. Nous réaliserons notre comparaison dans
le méme esprit du chapitre IV, c'est-a-dire que nous comparerons les deux structures dans le méme

encombrement.

D’apres les simulations faites a I'INRETS, nous avons vu qu’une machine ayant une puissance de 12
kW a 15 kW constitue un optimum pour la réduction de consommation sur le véhicule choisi (Clio II 1.5
DCI). Nous avons choisi pour notre dimensionnement une machine de 12 kW. La figure V.6 montre la
caractéristique désirée du couple en fonction vitesse. Le couple que doit fournir la machine en régime
permanent, en dessous de la vitesse de base, est égal a 57 N.m. Nous allons utiliser celui-ci comme donnée

d’entrée du dimensionnement et notre comparaison.

50 S

A T — 12 KW [permanent) |~

O e T —— 15 EW (nstantand) |
50 4o NN :

. N
N T TTREEEEES
T i vy, L VI
e

0 I000 2000 3000 4000 000 &000 FOO0 8000
Vitesse (tr/htin)

Figure V.6: Caractéristique couple-vitesse du chier des charges

Afin de déterminer les dimensions de la machine répondant au cahier des charges nous passerons par
I’établissement et 1’inversion de modele de Park [V2]. Dans notre cas, pour la machine a double excitation,
la géométrie du circuit magnétique est connue, reste a déterminer la longueur active. Le nombre de spires

n’est pas tres intéressant car nous nous intéresserons qu’au couple bloqué.

Nous allons donc partir du modele classique de Park sans pertes pour les machines synchrones (figures
V.7 et V.8), pour établir les relations entre le couple électromagnétique et les grandeurs électriques et
magnétiques. Nous passons par la suite au modele abc, pour exprimer le couple en fonction du courant I et

du déphasage ¥ entre la fem et le courant d’une méme phase. On s’affranchit du nombre de spires qui n’est

pas une grandeur dimensionnante par I'introduction du flux unitaire ¢, et de la force magnétomotrice du
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stator A;. Nous verrons que dans notre cas I’inversion sera facile, et que nous déterminerons de maniére

aisée la longueur active de la machine.

Lywl,| 7,

RE @ ®,~3

Figure V.7: Diagramme de Fresnel du modéle sans pertes

- O 4"
Hld_@i lq C
Vy VGI GD . (I)EXC
a) axe direct b) axe en quadrature

Figure V.8: Schéma équivalent de Park d’un modele sans pertes

Le couple crée dans une machine synchrone s’écrit :

Con =09y i, =9,-1,)

Ou iq4 et iq sont les courant circulant dans les axes d et g et @, et ¢, sont les flux d’axe et g. ces derniers

s’écrivent :
¢,=L,i,+3.D,
¢q = Lq i,

Ly et L, sont respectivement les inductances dans 1’axe d et dans ’axe q. @, la valeur efficace du flux a

vide du rotor.
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On peut passer du modele dq ayant comme référence 1’axe du rotor au modele abc ayant comme

référence I’axe de la phase une du stator (voir figure V.7) en utilisant :
i, =\/§-I‘Y -siny

i, =\/§-IS -cosy

Ou v est le déphasage entre la fem et le courant dans une méme phase du stator (voir figure V.7). [ est

I’amplitude efficace du courant circulant dans une phase du stator

L’eXp] eSSiOII du Couple de\/ie“t pal COHSéquent .
‘ em — p . N IS COS W + J— l u— l s sin W

Le nombre de spire n d’une phase du stator n’est pas une grandeur dimensionnante. Ce parametre pourra
étre réglé par la suite. De ce fait on peut réécrire 1’équation du couple en la rendant indépendante du nombre

de spires dans le but du dimensionnement.

On introduit donc les variables suivantes :

A : Force magnétomotrice efficace a injecter dans une phase statorique.

@, : Valeur efficace de flux par spire.

P, : Perméance d’axe d.

P, : Perméance d’axe q.

( A =nl

¢V

?, =

n

.
Pd = n—2

L

_ q

S
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L’expression du couple devient :
1 5 .
Cem :3p ¢v As COS‘//+§(Pd _Pq) AS Sln21//

Dans notre cas cette expression nous permet de retrouver le flux a vide nécessaire pour développer le
couple désiré. En effet, le rapport de saillance de notre structure est treés proche de 1’unité (voir annexe D).
Le couple de reluctance est donc négligeable devant le couple hybride et I’angle de déphasage maximisant

ce dernier esty = 0°. Nous pouvons donc écrire :

Cem :3p ' ¢V A

s

Ou encore, en définissant un flux unitaire par unité de longueur ¢, et une longueur active L, .

Cﬁm :3p : ¢vl Ax ’ La

em

La longueur active est donc donnée par : L, =——
3p ’ ¢vl As

En se fixant des densités de courant au rotor et au stator de 12A/mm? et 13,5A/mm?2 nous arrivons a un
flux efficace a vide par millimetre de 67,3 uWb /mm (dans I’hypothese du premier harmonique) et des
amperes-tours efficaces au stator de 336A. Ce qui nous donne une longueur active de 105 mm pour la

machine a double excitation.

Afin de comparer les deux structures a griffes et a double excitation nous allons comme dans le chapitre
IV, dimensionner un rotor a griffes dans le méme encombrement axial du rotor a double excitation (voir

Figure V.9) et nous allons comparer les flux a vide des deux structures.

. Vu la longueur axiale de la machine a double excitation, il parait impossible de réaliser un seul rotor a
griffes dans le méme encombrement. Nous avons préféré, dans ce cas, dimensionner deux rotors a griffes

que I’on mettra cote a cOte dans le méme stator de la machine a double excitation.

Nous allons utiliser le méme modele de calcul de flux a vide de la machine a griffes développé dans le
chapitre IV. Nous calculerons avec le flux a vide d’un seul rotor que nous multiplierons par deux pour avoir

le flux des deux rotors.

La longueur active dans laquelle nous dimensionnerons les deux rotors a griffes est égale a la longueur

active du rotor a double excitation a laquelle on rajoute deux fois 1’épaisseur du flasque protecteur des tétes
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de bobines. La longueur totale des deux rotors s’éleve donc a 128,8 mm. Un seul rotor aura 64,4 mm de

longueur entres ses deux plateaux.

B L, Téte de bobine

Flasque profacieur f T
des #fes da hobines ., ](

N——
4

Lenguenr fofale du
double rofor

Figure V.9: Double rotor a griffes dans le méme encombrement
axial du rotor a double excitation

Les caractéristiques principales des deux rotors dimensionnés sont données dans le tableau ci-dessous :

Paramétre Dt

Diiaméire du nopau {rm) G
Longueur du noyau frmm) £
Dhigméire base griffe {mm) Ea
Epaisseur du plafeau {mm) i3.2
Seclion du nopau fmm’) 2559
secfion bobinghla fmm’) 352
Mombre de spires 380
Drigméire du fil {mm) Qaan
Fésistaneafa 20°) ] 233
ni d'axcitafion A-fours 1ige

Figure V.10: Caractéristiques des deux rotor a griffes identiques

Les résultas des calculs montrent que cette fois ci, la machine a double excitation possede un flux plus
important que celui de la machine a griffes, méme avec 16 aimants, contrairement a ce que nous avons vu

dans le chapitres IV. La figure V.11 montre les courbes de flux a vide en fonction des amperes-tours
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d’excitation des deux structures. La machine a double excitation possede un flux maximal de 10,3 mWb
avec ses amperes-tours nominaux tandis que la machine a griffes ne possede que 9,85 mWhb. Soit une
différence d’environs 5%. Cela présage une baisse de couple bloqué de 5% pour la machine a griffes

comparativement a la machine a double excitation. Soit un couple de 54 N.m au lieu de 57 N.m

Flws (uFb)
i

S —— LTI ]

g 4 ——MDE

—8— Maching a griffes

a Jog ogg 13q0 2000
wl { cmpérestours)

Figure V.11: Flux a vide maximal des deux structures

Si on se réfere aux machines comparées dans le chapitre IV, on se retrouve dans un cas ou le rotor a
double excitation a engrangé une augmentation de longueur active de 5% et ou le rotor a griffes a subit une
diminution de longueur totale de 13%. C’est ce qui explique I’inversion de la tendance en flux a vide des

deux structures.

En effet, si on veut se fixer les idées on ramene la comparaison a I’échelle d’un seul rotor. Le rotor a
double excitation peut étre remplacé par deux rotors de longueurs actives 52,5 mm chacun. La longueur
active du rotor a double excitation est passée donc de S0 mm a 52,5 mm soit une augmentation de 5% en
prenant comme référence le rotor du chapitre IV. Dans le cas de la machine a griffes la longueur totale du

rotor qui était de 73,8 mm est passée a 64,4 mm, soit une diminution de 13%.

Il est vrai que cette maniere de comparer est assez simpliste, mais elle montre quand méme d’une
maniere intuitive que la machine a griffes commence a perdre sa suprématie dés qu’il s’agit de longueurs
actives tres importantes. Une étude encore plus poussée pourra confirmer de maniere plus exacte cette

tendance.

V.4 Conclusion

Dans ce chapitre nous avons voulu donner une vision de ce que seraient les machine électriques dans le

monde 1’automobile dans le futur proche.
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En effet, avec ’augmentation fulgurante du prix du baril de pétrole et le renforcement des restrictions sur
les émissions de gaz a effet de serre, les solutions de réduction de consommation sont toutes les bienvenues,
et notamment 1’hybridation. L’approche des échéances pour le passage aux nouvelles normes européennes
(140 g/Km de CO; en 2008 et 120 g/Km en 2012) pousse les constructeurs et équipementiers automobiles a

presser le pas et d’investiguer toutes les éventualités.

En collaboration avec Valeo, L’INRETS a mené une étude comparative des architectures hybrides dans
le but de rechercher la configuration optimale. Cette étude a montré qu’une architecture hybride parallele
avec deux embrayages permet une réduction de la consommation de carburant jusqu'a 38% sur un cycle

urbain. Cette architecture exige une machine électrique possédant une puissance de 12 a 15 kW.

Le probleme du choix de la structure de machine électrique adéquate pour ces applications, se trouve
donc remis sur la table. De plus que nous avons, grice a un petit dimensionnement, vu que la machine a

griffes n’est pas donnée d’avance gagnante.
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L’augmentation des besoins en énergie électrique a bord des véhicules, conjuguée a une volonté
mondiale de réduction d’émissions de gaz a effet de serre oblige les équipementiers automobiles a
améliorer 1’organe de génération d’électricité qui est I’alternateur. Celui-ci est donc appelé, de ce fait, a
produire plus d’énergie avec plus de rendement. Nous avons vu, dans le premier chapitre, que les
besoins en énergie électrique qui étaient auparavant de 1'ordre du kilowatt peuvent atteindre
actuellement 3 kW. Et que si le kilowatt €lectrique supplémentaire est produit avec les rendements des

alternateurs actuels, il se traduirait par une surconsommation de 2 L/100 Km. Il apparait donc évident

de faire du rendement des machines un critére de sélection.

Valeo, dans sa volonté de répondre a ces exigences, améliore sans cesse les performances et le
rendement de la machine a griffes. Elle n’exclue pas d’opérer une rupture technologique, si cela s’avere
nécessaire et démontré. Le but de cette these est d’étudier une structure de machine innovante, dite a
double excitation dans le cadre des applications automobiles et de la positionner par rapport a la
machine a griffes. Nous avons choisi de réaliser cette étude dans le cadre d’une application alternateur
automobile de forte puissance précise de 3,2 kW parce qu’elle constitue une véritable demande des

constructeurs.

Nous avons évoqué dans le second chapitre I’'intérét de la double excitation et nous avons ensuite
procédé au positionnement de la structure choisie parmi la famille des machines a double excitation. Nous
avons dressé un tableau de 1’état de I’art de la double excitation et nous avons vu que notre structure
possede quelques avantages lui donnant le mérite d’étre étudiée. Parmi eux on peut citer le défluxage

efficace et I’absence de tout risque de démagnétisation des aimants par le courant d’excitation.

Le troisieme chapitre est consacré a I’étude de la structure a double excitation dans le cadre de
I’application choisie. Nous avons d’abord vérifié le principe de contrdle de flux par la double excitation
sur une machine basée sur la cellule élémentaire décrite dans le chapitre précedent. Nous avons vu que
celui-ci est efficace. Nous nous sommes par la suite employés au dimensionnement d’une machine
répondant au cahier des charges fixé. Nous avons choisi d’utiliser, pour cela, la méthode de calcul par
éléments finis. La structure bidimensionnelle a permis de recourir a cette méthode de calcul, car la
modélisation se fait en 2D et nécessite des temps de calculs acceptables, comparativement aux structures
tridimensionnelles. Le dimensionnement s’est effectué en deux étapes. La premiere a consisté en la
recherche du circuit magnétique optimal. Cette recherche est basée sur une étude paramétrique sur les

parametres jugés importants. La méthode de calcul par élément finis a permis de prendre en compte
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implicitement la réaction magnétique d’induit et avec exactitude. Avec les modeles analytiques nous
aurions été obligés de poser des hypotheses simplificatrices, qui malgré leurs justesses ne permettent pas
de garantir un résultat plus exact que celui obtenu par la méthode des éléments fins. La deuxieme étape a
consisté en la recherche de la machine répondant au cahier des charges par la variation de deux parametres
qui sont la longueur active et le nombre de spires. La machine dimensionnée a été réalisée et testée, les
résultats des essais ont montré la validité du modele utilisé puisque les attentes en maticre de débit ont été
atteintes. Les essais ont montré aussi que la machine possede un bon rendement sur sa courbe de débit
maximal et que par contre, pour les faibles charges elle présente un mauvais rendement a cause de ses

pertes fer élevées dans ces zones de fonctionnement.

Dans le quatrieme chapitre, nous avons comparé notre machine aux structures classiques. Notamment,
a la machine a pdles saillants bobinés et a la machine a griffes. La premiere comparaison a montré tout
I’intérét de la double excitation, puisque nous avons pu dans le méme encombrement avoir le double du
débit de la machine a pdles saillants bobinés. Ceci s’est réalisé grace a ’introduction des aimants qui ont
permis de dégager plus de surface bobinable aux bobines d’excitation. La deuxieéme comparaison a montré
que la machine a griffes reste toujours compétitive pour ces applications. En effet, grice a son bobinage
global lui conférant beaucoup d’amperes-tours d’excitation et grace a la possibilité d’introduction des
aimants entre ses griffes, lui procurant encore plus de puissance et plus de rendement, la machine a griffes

a présenté des résultats prodigieux. Le cahier des charges fixé a été largement atteint par celle-ci.

La comparaison du rendement des deux structures montre que pour les charges élevées la machine a
double excitation est bien placée par rapport a la machine a griffes sans aimants. Mais dés que 1’on
commence a mettre des aimants dans cette derniere, celle-ci devient meilleure grace a sa faible puissance
d’excitation et a la diminution des ses pertes fer. En effet, nous avons vu que 'introduction des aimants
agit favorablement sur les pertes fer. Nous avons expliqué ca par le redressement des lignes de flux dans le
plan des tdles avec I’effet des aimants, ce qui affaibli les courants de Foucault dans le stator. Dans le cas
des faibles charges, le résultat est sans appel. La machine a griffes grace a son défluxage total et local est
nettement meilleure en pertes fer et par conséquent en rendement par rapport a la machine a double

excitation a charge équivalente.

Il est a noter quand méme que la machine a griffe souffre de sa tenue mécanique en centrifugation. En
effet, sous I'effet des forces centrifuges a hautes vitesses, les griffes ont tendance a s’ouvrir et a venir

toucher le stator. La machine que nous avons réalisée ne peut pas fonctionner au dela de 12000 tr/min. Un
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redimensionnement de la taille des griffes est nécessaire pour atteindre 1’objectif de 18000 tr/min. Ceci se
traduira certainement par une baisse des performances de celle-ci, a moins de trouver une autre maniere de

retenir les griffes.

Dans le cinquieme chapitre, nous avons voulu donner une vision future des attentes du monde
automobiles des machines électriques. Nous avons vu que pour des raisons de réduction de consommation
de carburant, plusieurs architectures hybrides sont envisagées. La machine électrique devra servir dans
celles-ci d’assistance au moteur thermique en plus de sa fonction de génération d’électricité. Nous avons
vu que apres une étude menée par I'INRETS, sur une certaine gamme de véhicules, il est apparu qu’une
machine d’environs 15kW est nécessaire pour optimiser la consommation de carburant de ces véhicules.
Nous avons vu a travers une petite comparaison de performances entre la machine a double excitation et la
machine a griffes, que cette derniere n’est pas automatiquement la mieux placée. Seule une étude plus

poussée pourra trancher.
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Annexe A :
Essai de survitesse de 1a machine a double excitation

A.1. Objectif de I’essai :

Partie A : Tester la tenue mécanique en centrifugation de 1’alternateur a la fréquence de rotation maximale
absolue (21600 tr/min).

Partie B : Caractériser les fréquences de rotation entrainant des déformations plastiques des seize pdles du
rotor.

A.2. Conditions de I’essai :

Partie A : La machine est montée sur banc spécifique avec enceinte climatique (voir figure A.1). La
température ambiante fixée a la température maximale fixée dans le cahier des charges de 1’application. La
machine débite le tiers du courant maximal a 25°C. La vitesse de rotation est fixée a 21600 tr/min (pour aune

machine ayant une vitesse maximale d’utilisation de 18000 tr/min)

- Durée de ’essai : 1h

-Sanction de I’essai : La machine doit étre fonctionnelle apres 1’ essai.

Clapof méfalligus|
profecieur

| Alfarnafaur
i faster

Buatfaria

Fig. A.1 : Banc d’essai de survitesse
Partie B : La machine est montée sur le méme banc dans les mémes conditions. Un relevé métrologique
de référence des rayons des podles est effectué au préalable avec un comparateur. Pour chaque vitesse, les

déformations relatives permanentes des pdles sont mesurées apres 10 min de rotation.
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- Sanction : détermination de la vitesse maximale de rotation a laquelle la déformation dépasse 1’entrefer

minimal (entrefer nominal = 0,325 mm, entrefer minimal = 0,18 mm).

A.3. Résultats et conclusion :

Partie A : La machine a passé 1’épreuve de survitesse avec succes.

Partie B : Les poles du rotor sont repérés comme montré sur la figure A.2. Le graphe de la figure A.3
montre les déformations relatives des pdles du rotor exprimé en centieme de millimetre. La vitesse de
rotation limite du rotor selon le critere définit est d’environs 25000 tr/min. Cette vitesse correspond bien
entendu a un fonctionnement occasionnel et ne peut étre une vitesse limite pour un fonctionnement en

continu. La figure A.5 montre I’augmentation de la déformation en fonction de la durée de 1’essai.

Fig. A.2 : repérage des poles du rotor

I

{axe bobine)
LA mm

&

(axe bobine) faxe bobine)

—— 13000 ir/fmin

—u— 2000 frifmin
22000 ffrmin
23000 frfmin
24000 frfrmin

=2 23000 frfmin

176



Annexe A — Résultas d’essai de survitesse

Fig. A.3 : Déformation relative permanente des poles du rotor

La figure A.4 montre la déformation maximale des poOles bobinés et des poOles a aimants en fonction de la
vitesse de rotation. Le graphe montre clairement que les pdles a aimants sont les plus sensibles a la
centrifugation. Ce sont ces derniers qui déterminent la vitesse limite admissible. En effet, la déformation
maximale des pdles a aimants prend une allure vertigineuse a partir de 23000 tr/min et atteint une valeur

de 0,16 mm a 25000 tr/min alors que les poles bobinés se sont déformés de 0,06 mm.

Diformation
(17166 nem)
Iz
Ll Ple bobing | TR
LA —m—Féle damment | T

13000 20000 22000 24000 26000
Fitesse (tr hin)

Fig. A.4 : déformation maximale au rayon en fonction de la vitesse
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I
{xe hobing)

i

{axe hobing) {iaxe bohing)

23000 trmin (10 i)
—#— 23000 trimin {50 min}
=t 24000 trimin (10 min
—— 24000 trfrmin (B0 mim)

25000 trimin {10 min)

5 —8—25000 tr'min (36 min)

{xe bobing)

Fig. A.5 : Déformation relative permanente des poles du rotor paramétrée par la durée de I’essai
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Annexe B :
Note de calcul mécanique
Tenue en centrifugation du rotor a griffes

B.1. Environnement CATIA

Nom du .
Modsle Nom de fichier
MO1 Rotor a griffes sans aimants.CAT Analysis
MO02 Rotor a griffes avec aimants.CATAnalysis
B.2. Maillage
Nom du Modele MO1 MO02
Nombre TE10 18719 21212
d’éléments SPIDER - 689
Nombre de noeuds 29700 34052

B.3. Conditions retenues

A fin de simplifier les modeles de simulation, nous avons considérés que 1/16 du rotor, les laminettes de

protection des aimants ainsi que la bobine ne sont pas prises en compte.

A. Les mouvements angulaires des plans symétriques sont bloqués

B. La bride est appliquée sur les surfaces en contacte avec 1’arbre

C. Les éléments de contact sont appliqués entre les griffes et I’aimant.

Remarque: Toutes les conditions en haut sont appliqués pour le modele MO2, par contre deux conditions

(A et B) uniquement sont considérées pour le modele MO1. La figure A.1 montre une description

schématique détaillée.

B.4. Conditions de fonctionnement

A.Pas de jeu sur les contraintes de contact entre les éléments du modeles M02

B.La vitesse de centrifugation est de 2262 rad/s (21600 tr/min) dans ce calcul

B.5. Propriétés des matériaux

Composant Nom de la mati¢re E [MPa] Y p [kg/m3]
Roue polaire Acier 210000 0.3 7800
Aimants UGIMAX K 30KC1 158585 0.3 7500

B.6. Type de Simulation : Analyse statique linéaire
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B.7. Description schématique des modeles de simulation

1/16 de la structure réelle

Front

pole core

Roue polaire
arriére

Griffes

Contact entre les aimants et
les griffes

Modele M01

Modele Sans aimants (1/16)

Modele M02
Modele avec aimants (1/16

Fig.A1-1 Description schématique des modeles pour la simulation

B.8. Résultats de simulation

Nom Roue polaire Contrainte [MPa] Elongation [mm]
ALT du T Points dl,\laﬁ;’;‘t’s Base de griffe N Coin de Roue Aimant
modele | YP¢ d’usinage Griffes OYal | contact polaire an
MO1 | 8pp 16 0 1114 - 0.476 =
M02 | 8pp 16 16 1410 - 1540 0.557 0.243
Machine | TO1 8pp 16 0 818 436 - 0,169 -
de
AR TO02 8pp 16 16 973 474 1430 0,192 0,052

Tableau A1-1. Résultats de simulation a 21600 tr/min

Remarque: La vitesse maximum de rotation permise, calculée par interpolation basée sur I’élongation ou

le déplacement a méme entrefer du modele T02, est 12846 tr/min.

Nom Roue polaire Contrainte [MPa] Elongation [mm]
= Nombre - -
ALT du Type Points & aimants | Base de griffe Novau Coinde | Roue At
modele P d’usinage Griffes y contact | polaire
MO1 8pp 16 NUL 86 - = 0.037
MO02 8pp 16 16 109 - 119 0.043 | 0.019

Tableau A1-2. Résultats de simulation a 6000 tr/min

180



Annexe B — Note de calcul mécanique(tenue en centrifugation du rotor a griffes

Nom
du Description schématique
modele
Bout de griffes
0.476 mm
Base de griffe
avant
1114 MPa
MO1
Base de griffe arriére
999 MPa
Bout de griffes
0.557 mm
Base de griffe
arriere
1280 MPa
MO02
Base de griffe avant
1410 MPa
Coins de contact
1540 MPa

Fig. A1-2. Contraintes et déplacement a 21600 tr/min
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Annexe B — Note de calcul mécanique(tenue en centrifugation du rotor a griffes

B.9. Conclusion

Le tableau Al-1, montre que le rotor dimensionné est caractérisé par une déformation supérieure (deux
fois ou plus) a tout les modeles rencontrés jusqu'a présent. Cette élongation excessive est due a la
longueur importante des griffes (43,25 mm au lieu de 28~30 mm pour les autres modeles)

Dans le but d’éviter tout risque de contact entre le rotor et le stator, il est nécessaire de diminuer la
longueur des griffes. Cependant, on se basant sur la déformation et I’entrefer du modele TO2 (Tableau Al-
1), pouvant fonctionner jusqu'a 21600 tr/min sans frottement, la vitesse de rotation maximum autorisée
pour notre rotor sans frottement est 12846 tr/min. Par conséquent, les essais peuvent €tre réalisés a une

vitesse de rotation de 6000 tr/min en se basant sur le tableau A1-2.
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Annexe C — Les cycles de référence

C.1. Le Cycle NEDC :

Annexe C :
Les Cycles de référence

Le cycle NEDC est composé, comme le montre la figure C.1, de quatre cycles urbain, sur une distance

totale de 4073 m avec 16 freinages et d’un cycle extra urbain, sur une distance de 6955m avec deux freinages.

La durée totale du cycle est 1180 secondes.

vehicle speed (k)

710

100

BOD

BOD —

T

B0

BD

a0

time (s)

Fig. C.1 : Cycle NEDC

C.2. Le Cycle 10-15 modes :

Le cycle 10-15 est un cycle japonais proche du cycle NEDC, avec des vitesses moins importantes. Il couvre

une distance de 5238 m en 650 secondes avec 12 freinages.

vehicle speed (kmh)

120

110

100

BO

BO

70

T T T T T 1
oD BOD 00 1000 1104 1200

time (s}

Fig. C.2 : Cycle 10-15
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Annexe C — Les cycles de référence

C.2. Le Cycle Hyzem urbain :

Le cycles Hyzem sont inspirés de véritables modes de conduite dans toute 1'Europe. Par conséquent, ils
constituent une meilleure représentation des conditions de conduite que les cycles normalisés européens. Les
cycles Hyzem sont souvent utilisés, toute fois ils ne sont pas officiels. Ils sont en nombre de trois : un cycle

urbain, un cycle extra-urbain et un cycle autoroutier. Les figures suivantes montres ces trois différents cycles.

0.0
BO.0
0.0

40.0

vikm/h)

3a0.o
20.0
10.0

a.o
a 100 200 a0 400 a0 GO0

t(s)
Fig. C.3: Cycle Hyzem Urbain
120.0
100.0
a0.0

G0.0

v{km/h)

40.0

200

0.a
o 200 400 gO0 go0 1000

t(s)

Fig. C.4: Cycle Hyzem Extra-Urbain
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Annexe C — Les cycles de référence

vikm/h)

160.0
140.0
120.0
100.0
g0.0
g0.0
40.0
200
0.o

500 1000 1500 2000
ts)

Fig. C.5 : Cycle Hyzem Autoroutier
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Annexe D _— Calcul des inductances L, et L, de la machine

Annexe D :
Calcul des inductances L, et L, de 1a machine

Pour calculer les inductances d’axe d et d’axe q, nous alimentons les phases a, b et ¢ du stator de maniere a
créer un flux d’axe d dans le premiers cas (axe d). Pour le deuxieme cas (axe q), on fait tourner le rotor d’un
angle 90° électrique, en laissant la méme distribution des courants au stator, de manicre a ce que le flux du

stator soit en face de 1’axe q du rotor [V].

Le calcul se fait par la méthode des éléments finis 2D. L’aimant est remplacé dans ce cas par de I’air et la

bobine d’excitation du rotor n’est pas alimentée.

Inductance d’axe d:

On impose au stator un courant définit comme suit:
(L)'= [T -2 12]

Pour le calcul de la perméance d’axe d, on place 1’axe d du rotor face au flux venant du stator comme le

montre la figure C.1. On fait varier le courant de 0 jusqu'a Imax.

L’inductance L; est donnée pour chaque valeur de courant par la formule suivante :

Figure C.1: Lignes de flux d’axe d
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Annexe D _— Calcul des inductances L, et L, de la machine

Inductance d’axe q:

Pour le calcul de la perméance d’axe g, on place cette fois-ci I’axe q du rotor face au flux venant du stator

comme le montre la figure C.2.

L’inductance L, est donnée pour chaque valeur de courant par la formule suivante :

Figure C.2: Lignes de flux d’axe q

{p Henry)
120
L2
100
——Id Lo
a0 ——ig | 0.8
7 SRR . 06
i 5SS O i iaaoo.
L T T
ﬂ T T T T T T T T T |:!.|:| T T T T T T T T T
O 5 10 45 20 25 3 35 40 45 50 0 5 10 15 20 25 30 35 L0 45 50
Deusitd de courant efficace (A mm?) Densité de courant efficace {Aum?)

Figure C.3: Inductances L, et L, et la saillance en fonction de la densité de courant au stator
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Annexe D _— Calcul des inductances L, et L, de la machine

Les résultats montrent que pour la densité de courant considérée (13,5 A/mm?), les valeurs des inductances
dans I’axe direct et dans I’axe en quadrature sont tres proches. L’inductance d’axe direct est de 83,5 pHenry et
celle d’axe en quadrature est de 84 pHenry, ce qui donne une saillance de 1,005. Ces résultats sont obtenus

avec une machine de 105mm de longueur active.
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Résumé :

L’augmentation de la demande d’énergie & bord ddscules et les besoins en machines de
traction pour les véhicules hybrides incite a éudi’'autres structures de machines que I'altermaeu
griffes. Ici, une structure a double excitationghigte innovante a été étudiée pour le besoinrsdteur.
L’introduction des aimants apporte un surplus abérsible de puissance, ceci a été mis en évidence en
comparant cette structure a une machine a péléangsibobinés classique, la puissance a été cantem
doublée. Le cahier des charges (3,2 kW) pour cdtide a été atteint sans difficultés. Le princige d
double excitation choisi permet le controle du flex donc du débit avec un simple pont redresseur a
diodes. L’étude théorique et expérimentale a mdrdfficacité de la désexcitation par le courarnreet
sans risque de démagnétisation des aimants. Laaraispn expérimentale et a iso-encombrement avec
une structure a griffes a aimants interpolaires tneola suprématie de cette derniére, en puissadoe g
sa bobine d’excitation globale permettant plus giares tours, et en rendement en faibles puissances
grace a son défluxage total et local. Néanmoingt [&s fortes puissances, la machine a doubleagiuit
de part sa structure bidimensionnelle, ayant mdmgertes fer, a plus de rendement. Une étude plus
poussée pourra montrer le positionnement de céfttetsgre pour les applications moteur dans les
véhicules hybrides. Une petite comparaison de pedaoces avec la machine a griffes a montré que cett
derniere n’est pas automatiquement la meilleure.

Mots Clés: Machinea double excitation, machine a griffe, alternatautomobile, contréle de flux,
véhicules hybrides.

Abstract:

The increase of electrical power demand in vehieled requirements for machines for hybrid
vehicles encouraged to explore alternative strestwf machines to the claw pole alternator. Hene, a
innovative structure with double parallel excitatihas been studied for the alternator needs. The
introduction of the magnets provides a huge inengasf power, it has been highlighted by comparing
this structure to a conventional salient pole maehthe power has been squarely lined. The spatdit
fixed (3.2 kW) for this study was achieved withalifficulties. The double excitation chosen allovag t
flux weakening, and therefore the output contralhva simple diode bridge rectifier. The experiménta
and theoretical study has shown the effectivenefizedlux control by rotor current and without angk
of demagnetization of magnets. The experimentalpawison in the same dimensions with a claw pole
structure with interpolar magnets shows the supecgntd this latest one. In output due to its global
excitation coil allowing more ampere turns, anefficiency for low power due to its total and lodild
weakening. However, for high power, the double &ticn machine, with its two dimensional structure,
has more efficiency due to its low iron loss. Fartetudy may show a good positioning of this strrect
for engine applications in hybrid vehicles. A Btitomparison of performance with the claw pole rivech
showed that this one is not automatically better

Keywords Double excitation machine, claw pole machine, car altempatiux control, hybrid
vehicles.



	0- Page de garde
	1 - Remerciements
	2 - Sommaire
	3 - Introduction génerale
	4 - Chapitre I
	5 - Chapitre II
	6 - Chapitre III
	7 - Chapitre IV
	8 - Chapitre V
	9 - Conclusion générale
	91 - Annexe A
	92 - Annexe B
	93 - Annexe C
	94 - Annexe D
	95 - Couverture

