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Introduction générale

Ce travail de thése s’est déroulé au sein du laboratoire SATIE de 'ENS de Cachan dans le cadre d’une
convention CIFRE avec I’entreprise Leroy Somer (Emerson Group). L’élément déclencheur de ce travail de thése
vient d’une problématique industrielle formulée par mon employeur Leroy Somer. Il s’agissait en 'occurrence
du développement d’une nouvelle application de génératrice & courant continu pour groupes électrogénes «
Alternateur DC » au niveau du pole R&D de I’entreprise. Une des contraintes principales de ce projet consistait
a disposer d’une excitation réglable et sans contacts glissants. La deuxiéme contrainte est relative & ’utilisation

de redresseurs non-commandés, ceci dans ’objectif de limiter le cotit de la solution.

Soucieux de répondre & ce besoin industriel, nous nous concentrerons sur ’étude de structures simple et
double excitation avec des sources de champ magnétique statiques et réglables (bobinées). Justement, ’état de
I’art que nous présenterons dans la suite, nous permettra d’analyser I’apport de certaines structures potentiel-
lement intéressantes pour cette application, et nous aménera a élaborer et & proposer des structures innovantes.

Les recherches engagées au SATIE (ainsi que dans de nombreuses équipes de recherche) s’inscrivent dans le
cadre de cette problématique.

En effet, avec la nécessité grandissante de développer des moyens de production d’énergie de plus en plus
performants, moins coiiteux et raisonnés du point de vue environnemental, les approches de conception de
machines électriques, qui est au coeur de ce probléme, évoluent.

Les évolutions que 'on a pu constater portent sur le développement de nouvelles structures, notamment les
machines a double excitation, qui permettent d’augmenter les performances sur cycle de fonctionnement. On
pense plus particuliérement aux applications de traction électriques, ou plus généralement toutes les applications
faisant appel a la variation de vitesse.

Une deuxiéme évolution concerne la généralisation de la conception optimale de structures électromagné-
tiques, et méme de systémes couplant les problémes magnétique, thermique ou encore mécanique. Le développe-
ment de ces approches de conception aux moyens d’algorithmes stochastiques a permis de traiter des problémes
complexes avec plusieurs variables et/ou objectifs.

Au regard du caractére innovant de certaines structures étudiées, nous avons été amené a utiliser et & enrichir
certaines approches de modélisation afin de tendre vers un dimensionnement optimal de ces machines.

Le travail de thése présenté dans ce mémoire essaye de répondre aux précédentes problématiques en proposant
de nouvelles perspectives de recherche. Pour ce faire, le manuscrit a été scindé en trois parties.

Dans la premiére partie, nous répondrons de maniére directe aux besoins industriels qui nous ont été posés.
Une étude bibliographique approfondie accompagnée de discussions entre I'industriel et ’équipe SETE, nous a
amené & choisir, en premier lieu, une structure double excitation & commutation de flux développée au SATIE.
Cette machine étudiée et prototypée servira de référence pour la suite des travaux. L’ensemble des structures
étudiées dans cette partie tourne autour du principe de commutation du flux. Nous débattrons largement de

leur principe de fonctionnement qui reste propre a chaque topologie. Aussi, 'influence des caractéristiques



magnétiques des toles fera I'objet d’une attention toute particuliére. Nous proposerons dans cette premiére
partie une nouvelle structure & commutation de flux hybride qui sera prototypée afin d’en valider le principe.
Finalement, la problématique du dimensionnement optimal sera également traitée & partir du cahier des charges
industriel pour une application « Alternateur DC ». L’ensemble des résultats seront validés expérimentalement.

A Tl’issue de cette premiére partie de I’étude, nous avons montré les intéréts et lacunes des structures & double
excitation. Nous avons notamment pu mettre en évidence 'influence des aimants permanents au niveau du cott
global de la solution. Ce constat nous a orientés vers une étude plus académique et générale sur des structures
sans aimants permanents mais toujours & excitation statique et réglable. L’idée sous jacente restant toujours
de limiter le cott des solutions proposées. Cela étant nous nous éloignerons du cadre industriel stricte afin de
proposer de nouvelles perspectives de recherche. Cette nouvelle orientation justifiera les développements relatifs
a la modélisation analytique.

Cette seconde partie sera donc dédiée aux développements analytiques de modéles magnétostatiques bidi-
mensionnels, principalement pour des structures & commutation de flux simplement excitées par des bobinages
DC. Diverses approches de modélisation seront mises en ceuvre, soit & partir d’une approche « Force magnéto-
motrice — Fonction de perméance » soit sur la base de modéles formels. La démarche que nous établirons sera
aussi générale que possible afin de pouvoir étre étendue facilement & d’autres structures. Nous démontrerons
aussi qu’il est possible de prédire le champ dans les parties ferromagnétiques de ces topologies double saillance.
Par la suite, il sera possible de déterminer le niveau de pertes fer dans ces structures. Le dernier chapitre de
cette deuxiéme partie sera dédié a la conception optimale de ces structures sur la base de modéles analytiques.
Ce sera l'occasion de mettre en évidence l'influence du modéle de pertes fer sur les résultats.

La derniére partie de ce mémoire de thése fera office de perspective quant aux travaux & venir. Aprés avoir
développé un modéle formel général permettant de traiter les structures & excitation statique aimantées, nous
proposerons une nouvelle approche de conception de machines dite « Exploration topologique ». Cette approche
vise & explorer aléatoirement certaines structures qui ne sont pas a priori connues afin de voir si elles présentent

un intérét en termes de conversion d’énergie.
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Premiére partie

Modélisation numérique de structures
synchrones a commutation de flux double
excitation en vue d’un dimensionnement

optimal : Cas du fonctionnement en

alternateur DC

11






Cette Partie I répond de maniére pragmatique & un probléme industriel bien précis : le dimensionnement

optimal de structures non-conventionnelles & commutation de flux double excitation. L’organisation de cette

partie correspond relativement bien & la chronologie des observations ou réflexions qui ont jalonnées ce début

d’étude. Cette partie portant sur la modélisation numérique de structures synchrones a double excitation sera

scindée en cinq chapitres :

Dans ce premier chapitre, nous établirons un état de ’art des topologies de machines permettant un
réglage du flux d’excitation autre que le défluxage électronique (injection de courant dans I’axe d). Nous
reviendrons plus particuliérement sur le principe des machines & double excitation, combinant aimants
permanents et bobinages d’excitation DC. Ce sera aussi 'occasion de présenter les avancées récentes au
niveau de ces topologies non-conventionnelles de machines électriques.

Un deuxiéme chapitre sera consacré plus particuliérement & la topologie & commutation de flux & double
excitation que nous cherchons & modéliser. Nous présenterons en détail son principe de fonctionnement
au moyen de simulation Eléments Finis (EF) 2D. Une étude de sensibilité sur les caractéristiques des
courbes B(H), notamment sous fort champ (40kA/m), viendra valider une partie de ces simulations. Une
vérification expérimentale des performances & vide est aussi proposée.

Dans le 3°¢ chapitre, le probléme du dimensionnement optimal de cette structure MCF hybride en
mode générateur est posé. Nous justifierons I’approche par modélisation numérique, et proposerons deux
approches distinctes suffisamment génériques pour étre facilement étendues a d’autres topologies non-
conventionnelles.

Une structure innovante & commutation de flux double excitation avec bobinages d’excitation interne
est présentée dans le Chapitre 4. Nous reviendrons sur son principe de fonctionnement qui permet de
controler le flux d’excitation. Aussi, nous proposerons une validation expérimentale des performances
électromagnétiques.

Enfin, dans le Chapitre 5, ce sera I'occasion de mettre en oeuvre les modélisations précédentes afin de

dimensionner de maniére optimale les deux structures MCF hybrides que nous aurons étudié au préalable.

Le terme « non-conventionnel » est revenu deux fois dans cette courte introduction. Cela sera effectivement le

fil conducteur de ce travail de thése, toujours autour du théme passionnant des actionneurs non-conventionnels

et de leur modélisation.
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Etat de I'art sur les machines tournantes a double excitation

1.1 Principe des structures a double excitation

Comme nous le rappelions en introduction, les structures & double excitation combinent deux sources créa-
trices de champ magnétique, & savoir des aimants permanents et des bobines additionnelles d’excitation. L’idée
sous-jacente étant d’offrir un degré de liberté additionnel aux concepteurs et utilisateurs de machines électriques
en leur permettant de controler plus facilement le flux d’excitation.

En effet, les excellentes performances des machines & aimants permanents, que ’on retrouvent dans de nom-
breuses applications industrielles (automobile, aérospatial, domestique), sont en contradiction avec la tendance
actuelle au développement d’applications & vitesse variable. Le flux des aimants restant a priori constant, seul un
défluxage électronique, par injection de courant dans 'axe d, permettait d’atteindre certains points de charge
a haute vitesse. De plus, il faut souligner que les pertes Joule dans ce mode de fonctionnement dégradent
particuliérement les performances énergétiques de ces structures.

L’introduction d’une source de champ additionnelle apparait donc naturelle au regard des arguments précé-
dents. L’hybridation des machines électriques permet de combiner le bon rendement énergétique des machines &
aimants permanents, tout en conservant la souplesse de controle du flux d’excitation des machines & excitations
bobinées [80][4]. On tempérera quelques peu les conclusions précédentes car ces topologies, de part ’ajout d’un
bobinage d’excitation additionnel, présenteront des pertes Joule plus importantes pour un encombrement lui
aussi augmenté. C’est 1a que réside la problématique du dimensionnement optimal de ces structures afin qu’elles
soient compétitives, & cahier des charges donné, avec des topologies classiques.

On distingue deux grands types de structures & double excitation, série ou paralléle. Dans les machines double
excitation série, le flux créé par les bobinages d’excitation emprunte le méme chemin magnétique que le flux des
aimants. Sur la Figure 1.1.(a), nous proposons un schéma de principe d’une telle structure. Nous complétons cela
par les Figure 1.1.(b) et (c), ou les trajectoires des lignes de champs avec les aimants permanents seuls ou alors
simplement le bobinage d’excitation (les aimants sont remplacés par de lair) sont présentées. Comme ’on peut
le voir, les trajectoires des lignes de champ créées par les deux sources sont confondues, d’ou la dénomination
de configuration série. L’unique différence vient des fuites d’encoches clairement observables a la Figure 1.1.(c).

Similairement, nous proposons sur la Figure 1.2.(a) un schéma de principe pour la configuration paralléle.
Les trajectoires des lignes de champs avec aimants, Figure 1.2.(a), ou avec uniquement les bobines d’excitation,
Figure 1.2.(c), ne sont pas les mémes. Ici, on peut voir que seulement une partie du flux des aimants est embrassée
par la bobine d’induit A, I’autre partie de ce flux se rebouclant par la dent comportant le bobinage d’excitation.
Surtout, contrairement & la configuration série, les lignes de champs créées par la bobine d’excitation ne se
reboucle pas par ’aimant mais directement par la bobine d’induit.

Ceci est particuliérement intéressant car cela signifie que la réluctance de la bobine d’excitation, Rezc, est
beaucoup plus faible dans la configuration paralléle que dans la configuration série. En effet, ’entrefer magné-
tique additionnel (pour la configuration série) que constitue I’aimant fait qu’il faudra une force magnétomotrice

d’excitation N ... plus importante pour obtenir le méme niveau d’induction dans 'entrefer. Cela est d’ailleurs

15



Bobine Bobine
d’excitation d’induit

A\

Permanent

2

==
———

(b) (c)

FIGURE 1.1: Principe d’une structure double excitation en configuration série : Schéma de principe (a), trajet
des lignes de champs sans courant d’excitation et avec l’aimant magnétisé (b) et cas inverse ou seulement les
bobines d’excitation sont alimentées et ’aimant est remplacé par de lair (c)

confirmé par la Figure 1.3 ou I’évolution du flux dans la bobine A en fonction de la force magnétomotrice
d’excitation N, est proposée pour les deux configurations, série et paralléle. On peut observer que pour
la configuration paralléle, peu d’ampéres.tour d’excitation sont nécessaires afin d’atteindre le flux maximum
contrairement a la configuration en série. Aussi, méme remarque si I’on souhaite annuler le flux de la bobine
d’induit. D’ailleurs, cette annulation du flux, dans le cas de la configuration série, entrainerait une démagnéti-
sation irréversible des aimants.

Par ailleurs, on peut remarquer que d’autres schémas auraient pu étre proposés afin d’expliquer le principe
de ces machines double excitation série ou paralléle. Cela montre bien la multitude de configurations imaginables

en la matiére.

1.2 Contexte industriel

Parmi les applications les plus prometteuses pour ces structures double excitation, on peut citer la traction
pour des véhicules hybrides. Ce théme de recherche est fortement ancré dans 'historique du SATIE (ancienne-
ment LESIR). En effet, les travaux de thése de Y. Amara [2], L. Vido [79], A. Takorabet [76], S. Hlioui [30] ou
B. Nedjar [61] ont tous présenté la modélisation de structures innovantes double excitation pour le transport.
Le cahier des charges se résume a une multitude de points de fonctionnement dans le plan couple-vitesse ou
les points les plus sollicités se trouvent dans des zones de charges partielles. L’apport des structures & double
excitation est particuliérement intéressant ici car on peut envisager un dimensionnement afin que le rendement
soit optimal pour un cycle. Sur un méme cahier des charges les machines & aimants permanents sont défluxées

électroniquement pour atteindre certains points de fonctionnement a haute vitesse — faible couple. Cela entraine
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FIGURE 1.2: Principe d’une structure double excitation en configuration paralléle : Schéma de principe (a),
trajet des lignes de champs sans courant d’excitation et avec ’aimant magnétisé (b) et cas inverse o seulement
les bobines d’excitation sont alimentées et ’aimant est remplacé par de air (c)

une augmentation sensible des pertes Joule.

Les structures a double excitation peuvent étre utilisées dans d’autres domaines tels que la génération
électrique, que ce soit pour des réseaux de bord embarqués (automobile ou avionique) ou pour des applications
isolées (groupe électrogeéne). C’est dans ce dernier cadre applicatif que nous allons explorer la pertinence de
certaines solutions utilisant des structures & double excitation associées & un redresseur non-commandé (&
diode).

Dans le cadre des économies d’énergie, les dispositifs de production d’énergie délocalisés basés sur des
groupes électrogénes sont de plus en plus utilisés en vitesse variable. La structure des alternateurs triphasés
conventionnels, souvent a 4 poles saillants, permet le controle de la tension redressée par action sur un bobinage
d’excitation requérant la mise en ceuvre d’une faible puissance. Cette structure n’est cependant pas optimale
pour les conditions de fonctionnement envisagées. En effet, ces dispositifs constitués d’'une machine principale,
d’une machine auxiliaire d’excitation, d’un pont de diodes tournant, sont encombrants, lourds et souvent, limités

& cause de la structure complexe des parties tournantes & des vitesses de rotation peu élevées.

Les systémes basés sur des machines & aimants corrigent en partie ces inconvénients. En contre partie,
le controle de la tension redressée s’effectue par l'intermédiaire d’une électronique de puissance commandée
convertissant la totalité de la puissance électrique et pénalisant lourdement le cotit de cette solution. La ma-
chine asynchrone, également associée & un onduleur & découpage comporte en plus l'inconvénient de ne pas
étre autonome. Différentes structures de machines synchrones, comportant un bobinage d’excitation statique
permettant de réguler la tension de sortie pour une vitesse donnée et une puissance de sortie variable, associées

& un simple pont redresseur & diodes, pourraient constituer une réponse pertinente & la génération d’énergie
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FIGURE 1.3: Evolution du flux embrassé par la bobine A en fonction des ampéres tours d’excitation pour les
configurations en série et en paralléle

électrique a courant continu.

1.3 Critéres de classification des topologies & flux réglable

Nous le notions, ’hybridation ouvre des voies multiples & I’imagination des chercheurs et concepteurs de
machines électriques. Nous parlons volontairement de topologies & flux réglable car effectivement, il existe
d’autres alternatives aux structures double excitation. Nous pouvons énoncer trois grands groupes de machines
électriques permettant de régler le flux d’excitation :

— Les structures a double excitation ;

— Les topologies permettant un défluxage mécanique;

— Et enfin, des méthodes plus originales qui ne rentrent pas dans les catégories précédentes.

Parmi les approches de classifications des structures a double excitation, certains auteurs choisissent de diffé-
rencier structures 2D ou 3D [61][87], d’autres par le fait qu’elles soient dans une configuration série ou paralléle
[2], et enfin d’autres préférent différencier les topologies par la position des deux sources [71][66].

Afin de proposer une classification des topologies & flux réglables qui permette d’avoir une vue générale des
topologies que ’on peut retrouver dans la littérature, nous proposons 'organigramme de la Figure 1.4.

Par ailleurs, cette classification est plus qu’utile car elle permet de mettre en évidence les topologies en
adéquation avec la contrainte industrielle forte que constitue l’excitation statique (les deux sources, aimants

permanents et excitation bobinée, sont localisées au stator).

1.4 Structures & double excitation

1.4.1 Configuration série

Tout d’abord, les structures a double excitation série qui sont moins largement étudiées dans la littérature.
En effet, nous avions mis en évidence, dans la premiére partie de ce chapitre, le risque potentiel de démagné-
tisation des aimants dans ces structures, et une mauvaise efficacité en terme de controle du flux a cause de la
réluctance R.,; élevée de la bobine de double excitation. Cependant, certains auteurs proposent des études sur

ces topologies.
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FI1GURE 1.4: Organigramme de classification des topologies a flux variable

Les deux sources de champ magnétique au rotor Dans la référence [26], une structure & double
excitation basée sur une machine synchrone a rotor saillant & excitation bobinée avec les aimants permanents
(DESM : Doubly Excited Synchronous Machine) est proposée. Peu de références pour cette catégorie car en
plus des problémes évoqués précédemment, il faut noter aussi que la bobine inductrice est mobile. Il faut donc
un systéme additionnel de bagues-balais qui est & la fois pénalisant au niveau du cott du systéme mais aussi

vis-a-vis de Dentretien et de la fiabilité.

FIGURE 1.5: Structure proposée dans [26] : machine synchrone & rotor saillant & excitation bobinée avec les
aimants permanents (DESM : Doubly Excited Synchronous Machine)

Une source de champ magnétique statique et une source tournante Par pure logique, la source
statique est bien souvent la bobine d’excitation, et la source tournante les aimants. On évite ainsi 'utilisation
des systémes de bagues et de balais afin d’alimenter la bobine inductrice. Dans la référence [45], un moteur pas
a pas hybride (Hybrid Stepper Machine) est proposé. La structure est relativement complexe (cf. Figure 1.6)
avec un aimant annulaire magnétisé suivant l’axe z et intercallé entre deux rotors dentés. Les bobines de double

excitation sont statiques et toroidales. Des culasses de fermeture du flux axiales permettent un rebouclage du
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flux de double excitation & travers le rotor et la culasse statorique. Ces culasses, compte tenu de la nature

tridimensionnelle du flux, sont réalisées en matériaux SMC (Sheet Moulding Compounds).

hlmn part

Bhaft Armamrecndl  Lonscmecors: BRIC pors Fieldromidal ool

FIGURE 1.6: Hybrid Stepper Machine proposée dans [45]

Comme explicité dans la référence [68], suivant le sens d’alimentation des bobines de double excitation,
nous passons d’une configuration série (défluxage ou field weakening) & une configuration paralléle (surfluxage
ou field stengthening) (cf. Figure 1.7). 1l faut remarquer que pour cette machine, il n’y a pas de risques de
démagnétisation des aimants dans la configuration série. En effet, en cas de défluxage, le champ créé par la bobine
d’excitation est orienté dans le méme sens que celui de magnétisation des aimants. La force magnétomotrice
d’excitation a pour effet de favoriser un autre passage pour le flux des aimants, augmentant les fuites de ces

derniers, et diminuant globalement le flux inducteur.

a) Sans courant d’excitation b) Avec courant d’excitation pOSitif ¢) Avec courant d’excitation néga-
g
tif

F1GURE 1.7: Action du bobinage d’excitation dans la structure Hybrid Stepper Machine

Les deux sources de champ magnétique statiques Une premiére structure hybride comportant les deux
sources de champs au stator est dérivé de la machine & réluctance variable (MRV) excitée par des aimants
permanents ou Doubly Salient Permanent Magnet Machine (DSPM) [50][49]. Le rotor est un rotor classique de
machine & réluctance variable (saillant) et ne comporte donc aucunes sources magnétiques. Différentes hybrida-
tions de la machine originelle de Lipo ont été proposées dans la littérature.

Dans les références [48][47], un aimant annulaire, magnétisé radialement et directement inséré dans la culasse
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statorique vient polariser 3 dents statoriques (bobinage triphasé sur dent) (cf. Figure 1.8). Le bobinage de double
excitation est circonférentiel. La structure est bidimensionnelle, et le champ créé par le bobinage de double
excitation est bien en série avec celui des aimants. Dans [13], les auteurs proposent une structure similaire avec

aimantation radiale.

Stator yoke

Airgap for extra flux path

Armature winding

Stator pole

Rotor pole

Permanent magnet

DC excitation winding

FIGURE 1.8: Structure DSPM proposée dans [48][47] (a) et la variante proposée dans [13] (b)

Les auteurs de [212][213], propose une structure similaire ou I’aimant reste dans la culasse statorique mais
magnétisé tangentiellement (comme pour le structure originelle de Lipo) (cf. Figure 1.9). Le bobinage d’ex-
citation est directement disposé sous ’aimant qui est inséré dans la culasse statorique . Les mémes auteurs
proposent une alternative [213] au probléme de la configuration série en rajoutant un court-circuit magnétique
afin que les ampéres.tour consommés par la double excitation soient plus faibles. La méthode se montre efficace

a la fois en surfluxage ou en défluxage.

dr excited

winding
rotar B
pole
e armanire
Sl LT winding
pole = I
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bridge
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FIGURE 1.9: Structure DSPM proposée dans [212][213]

1.4.2 Configuration paralléle

Ces topologies a configuration paralléle sont plus largement étudiées dans la littérature. Nous reprendrons
la méme classification que pour les configurations séries suivant le positionnement des sources de champ ma-

gnétique.

Les deux sources de champ magnétique au rotor 1l s’agit des topologies paralléles les moins documentées
la-encore a cause du systéme bagues-balais venant alimenter la bobine inductrice et pénalisant la solution dans

son ensemble. On distingue trois grands types de structures hybrides possédant les sources au rotor.
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La référence [54] présente une machine synchrone a rotor saillant classique avec une alternance de poles
excités par des aimants permanents en surface ou bobinés (cf. Figure 1.10). Il s’agit de la variante de la
configuration série présentée précédemment [26] mais cette fois-ci en configuration paralléle. Cette structure
est peu intéressante d’un point de vue couple volumique car les poles excités par des aimants sont remplacés par
des poles bobinés. A noter la référence [25] ot une machine synchrone a aimants enterrés hybrides est étudiée,

ou encore les brevets [76] et [59] qui exploitent la concentration de flux sur les poles aimantés.

FIGURE 1.10: Structure proposée dans [54] : machine synchrone a rotor saillant avec une alternance de poles
excités par des aimants permanents en surface ou bobinés

Une deuxiéme catégorie de machine avec toutes les sources au niveau du rotor est a signaler. Dans la référence

[60], une machine synchrone classique est présentée (cf. Figure 1.11). Le stator reste identique, en revanche sur

I’arbre de la machine, on retrouve un rotor bobinée et un rotor & aimants.

Stator Wound-field section PM

FIGURE 1.11: Structure proposée dans [60] : machine synchrone avec un rotor bobiné et un rotor a aimants

Enfin, il y a les machines a griffes avec la bobine centrale au niveau du rotor qui est tournante et des aimants
inter-griffes [42].

Une source de champ magnétique statique et une source tournante Dans ces structures, nous rencon-
trons bien souvent des topologies relativement complexes & réaliser avec des trajets de flux tridimensionnels. En
effet, ces structures possédent généralement les aimants au niveau du rotor. Le bobinage d’excitation étant lui
statique (bobine toroidale), on fait souvent appel a des culasses de fermetures axiales permettant un bouclage
du flux d’excitation. Nous allons voir que les trajets du flux deviennent rapidement complexes.

Les machines a poles conséquents ou Consequent Pole Permanent Magnet Machine (CPPM) représentent un
premier groupe de structures (cf. Figure). Elles ont été proposées par la méme équipe de recherche a la fois en
version radiale [78][77] ou axiale [6][5]. Ces machines possédent alternativement des poles aimantés (Nord-Sud) et

des poles en fer pur (massifs). Le stator est scindé en deux parties distinctes qui viennent enfermer un bobinage
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de double excitation toroidal. Ces structures sont extrémement complexes d’un point de vue structurel, mais
fonctionnelles & en juger par les résultats présentés. A noter la référence [39], ot une variante est présentée avec

une partie du pole aimanté qui est remplacée par du fer pur (massif).

Permanent
Magnet

Laminated
Rotor Core ™™=

Rator

(a)

Ouer stator Inner stator

Tran poles DC fisld winding Rokirtng

(b)

FIGURE 1.12: Structure & poles conséquents proposée dans [78][77] en version radiale (a) et dans [6][5] en version
axiale (b)

Nous distinguerons aussi les machines homopolaires (ou unipolaires) et bipolaires & bobinage global. Une
premiére structure homopolaire [2][84] avec un rotor comportant deux collecteurs de flux rotoriques avec et
sans griffes (matériau massif), et des aimants imbriqués radialement et axiaux, entourant un empilage de toles.
Cette structure est uniquement unipolaire & cause des aimants axiaux. Dans les références [82][81] (cf. Figure
1.13), deux autres structures uni- ou bipolaires sont proposées et comparées i la structure [84]. Ces deux
derniéres se différencient de la premiére car elles ne possédent pas d’aimants axiaux. Leurs rotors est un rotor
classique de machine & concentration de flux avec des collecteurs de flux latéraux. Le passage de la configuration
unipolaire & bipolaire se fait par action sur les bobines d’excitation (inversion du courant d’excitation sur une
des deux bobines.) La-encore, il faut noter une certaine difficulté en terme de réalisation, néanmoins de bonnes
performances sont obtenues comparativement 4 une machine synchrone classique a aimants enterrés [31]. On
notera aussi la machine hybride & circuit imbriqué qui posséde elle aussi une bobine annulaire statique [3]. Son
rotor posséde deux parties isolées magnétiquement, la premiére permettant un passage du flux d’excitation créé
par une bobine fixe et la seconde comportant un circuit magnétique magnétisé par des aimants. La topologie
présentée est trés complexe & réaliser, et fait figure plutdt de preuve de fonctionnement.

Les machines a griffes avec une bobine d’excitation statique représentent un autre groupe . Bien que statique,

la bobine d’excitation reste toujours dans le rotor. Les aimants permanents sont disposés entre les griffes
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Excitation coils

Flux paths

FIGURE 1.13: Structure proposée dans [81] : machine synchrone avec un rotor a concentration de flux, bobinage
toroidal d’excitation et culasses de fermeture axiales

rotoriques [12][19][62].

La machine dite HSUB pour High-Strength Undiffused Brushless Machine est atypique de par son fonc-
tionnement. Peu documentée dans la littérature, son principe de fonctionnement pour une structure axiale est
explicité dans la référence [37], et son fonctionnement & haute vitesse dans une structure radiale est exploré dans
[36]. Dans cette structure, des aimants qui se trouvent au niveau du rotor, permettent de favoriser ou non le
flux de fuite de la bobine d’excitation. Cela permet d’assurer un controle du flux d’excitation. On est 14 encore

plutét sur une idée originale mais pas forcement industrialisable.
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FIGURE 1.14: Structure High-Strength Undiffused Brushless Machine proposée dans [37]

Finalement, on citera la structure [83] qui est la duale de la structure [60] mais avec une excitation statique.
Le rotor est scindé en deux avec un rotor classique & aimants et un rotor saillant magnétisé par une bobine
d’excitation annulaire et statique. A noter la présence d’un entrefer additionnel qui pénalisera forcement un peu
I’excitation bobinée.
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FIGURE 1.15: Structure proposée dans [83] : machine synchrone avec deux rotors, un a aimants et un autre
bobiné mais avec un bobinage d’excitation statique

Les deux sources de champ magnétique statiques Ces structures nous intéresserons particuliérement car
elles possédent toutes les sources de champ magnétique au stator. Cela concorde bien avec le contexte industriel
de ce travail de thése. On distingue trois topologies de machines hybrides en configuration paralléle et possédant
toutes les sources au stator :

— Les machines a réluctance variable excitées mais en configuration paralléle;

— Les machines & commutation de flux (MCF) ou Flux-Switching Machines ;

— Enfin, les machines & double stator hybrides ou Doubly-Ezcited Permanent-Magnet Brushless Machine.
Certaines topologies a réluctance variable excitées par des aimants et possédant des bobinages de double exci-
tation ont été proposées en configuration paralléle [14][15][213][121] (cf. Figure 1.16). Ces structures possédent
toutes des trajets de flux bidimensionnels. Une topologie tridimensionnelle, se basant toujours sur une MRV
excitée, avec des bobines toroidales latérales qui permettent de controler le flux d’excitation des aimants est

proposée dans [53].

FIGURE 1.16: Structure MRV excitée double excitation proposée dans [14][15][213][121]

Le deuxiéme ensemble regroupe les structures basées sur le principe de commutation du flux [32]. Nous
ne détaillerons pas particuliérement ces machines car nous proposerons un état de ’art dédié aux machines
a commutation de flux dans la Chapitre 4. En effet, nous y proposerons une nouvelle topologie hybride &
commutation de flux. Ce sera donc ’occasion de la positionner dans ’état des recherches actuelles. Dans la suite
de ce chapitre, nous nous concentrerons sur la topologie décrite dans [33].

Ces deux derniéres topologies, MRV excitée hybride et MCF hybride, possédent deux avantages, & savoir
un rotor saillant susceptible de fonctionner & haute vitesse, et les sources au niveau du stator facilitant leur
refroidissement. En revanche, il faut signaler que ’ajout d’un bobinage de double excitation va forcement

pénaliser le couple massique de ces machines.
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FIGURE 1.17: Structure & commutation de flux double excitation proposée dans [33]

On signalera aussi la structure & double stator hybride proposée dans la référence [160]. Cette derniére
topologie est plus complexe avec un rotor externe, et deux stators. Le stator interne posséde des aimants
permanents magnétisés radialement et des bobinages de double excitation. L’induit est disposé quant a lui sur

un stator externe.

1.5 Les topologies & défluxage mécanique

Nous abordons maintenant des structures permettant un controle du flux mécaniquement. Ces topologies
sont, généralement excitées par des aimants permanents. On retrouve dans la littérature différentes alternatives
pour défluxer mécaniquement :

— Les machines avec parties rotatives au stator ou au rotor;

— Des machines avec un ajustement axial de ’entrefer ;

— Finalement, des structures avec flux de fuite controlable ou avec des barriéres de flux.

Dans les références [11][21], les auteurs proposent un actionneur axial comportant deux rotors entourant un
stator sans fer. Les deux rotors peuvent étre désalignés afin que le flux embrassé par I’induit soit moindre. Une
version duale a été proposée par les mémes auteurs [22][10], mais cette fois-ci, c’est le stator qui est scindé en
deux sections que ’on peut déphaser mécaniquement. La solution ou les deux rotors sont désaxés semble étre

la plus judicieuse d’un point de vue industriel [20].
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FIGURE 1.18: Structure axiale permettant un defluxage mécanique proposée dans [21]

D’autres topologies avec déplacement du rotor sont proposées par ailleurs. Dans la référence [88], une machine

synchrone & aimants en surface avec un double rotor est décrite. L’arbre de cette machine est doté d’un pas
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de vis autorisant un écartement des deux rotors tout en désalignant les poles. Encore, dans la référence [72],
on retrouve une machine synchrone avec deux rotors & aimants en surface. Les deux rotors sont séparés par
une piéce ferromagnétique mobile qui permet de court-circuiter plus ou moins le flux des aimants. Enfin, dans
[43], Vauteur propose une machine synchrone a aimantation radiale avec deux couches d’aimants qui peuvent
étre déplacées 'une par rapport a 'autre. On est 1a sur des concepts relativement complexes d’un point de vue

mécanique.

Une autre solution afin d’obtenir un défluxage mécanique réside dans I’ajustement de 'entrefer. Les auteurs
de [28] propose un actionneur sur ce principe pour un vélo électrique ou l’entrefer serait ajustable en utilisant

la force centrifuge.

Des structures avec des parties mobiles qui viennent favoriser le flux de fuite constituent un troisiéme groupe.
Dans la référence [55], une machine synchrone & aimants enterrés avec des culasses axiales amovibles est proposée.
D’autres structures ont été modifiées avec des court-circuits magnétiques mécaniquement ajustables. Dans [24],
trois alternatives pour défluxer mécaniquement la MRV excitée par des aimants sont brevetées. Encore dans la
référence [67], la machine & commutation de flux & aimants est court-circuitée magnétiquement par une culasse

statorique externe mobile.

FIGURE 1.19: Structure & commutation de flux & aimant avec culasse externe mobile de court-circuit proposée
dans [67]

Certains auteurs proposent d’augmenter les fuites des aimants dans des machines synchro-réluctance a
aimants avec barriére de flux (ou Interior Permanent Magnet Flux Barrier Machine). Dans les références
[56][55], les piéces ferromagnétiques sont insérées mécaniquement dans les barriéres de flux dans l’axe ¢. Dans la
référence [7], les auteurs proposent d’utiliser deux aimants en répulsion maintenant une piéce ferromagnétique
entourée aux basses vitesses par un corps amagnétique (toujours dans les fentes d’axe ¢). Lorsque la vitesse
augmente, la force centrifuge devenant plus importante que les forces de répulsions, la piéce ferromagnétique se

déplace radialement, autorisant alors des fuites de l’aimant (cf. Figure 1.20).
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FIGURE 1.20: Structure synchro-réluctante avec piéces mobiles dans ’axe ¢ proposée dans [7] : & basse vitesse
(a) et & haute vitesse (b)

1.6 Autres alternatives

Une premiére solution proposée dans [75] consiste & modifier le nombre de spires de la machine synchrone.
L’auteur utilise deux systémes triphasés qu’il connecte en série ou en paralléle pour controler indirectement le
flux de la machine.

Les machines synchro-réluctante “hybride” ou BEGA (Biazial Excitation Generator for Automobile) sont
proposées dans les références [70][9]. Bien que ces machines possédent des aimants permanents au rotor et une
bobine de double excitation, nous ne les avons pas classées parmi les structures & double excitation. En effet,
les aimants dans cette structure, bien souvent des ferrites, ne sont 14 que pour annuler le flux de fuite d’axe q.

Les aimants n’interviennent pas dans la création du couple.

i de, coil

d . :--,z':’

non magnetic
" wedge

FIGURE 1.21: Structure BEGA (Biazial Ezcitation Generator for Automobile) proposée dans [70][9]

Finalement, les machines & mémoire de flux ou Memory Motor (ou encore Flux Mnemonic Motor) sont
proposées dans les références [64][63][86]. Ces structures utilisent des nuances d’aimant AINiCo qui peuvent é&tre
facilement démagnétisées ou remagnétisées en utilisant une bréve impulsion de courant dans ’axe d. Encore, la

combinaison avec des aimants NdFeBr est respectivement détaillée dans les références [52] et [85].

Conclusion

Dans ce premier chapitre, nous avons proposé un état de ’art des structures & double excitation aussi
exhaustif que possible. Aprés avoir rappelé la principale différence entre structrure double excitation série et
paralléle, nous avons détaillé le contexte industriel dans lequel s’est déroulé ce travail de thése. Nous avons ensuite
proposé un critére de classification des topologies & flux réglable en considérant la disposition des sources de

champ magnétique. Cette classification nous a permis de déterminer rapidement les structures potentiellement
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FIGURE 1.22: Structure & mémoire de flux ou Memory Motor (ou encore Fluz Mnemonic Motor) proposée dans
[64][63][86]

candidates a la fonction. Parmi elles, une structure & double excitation développée au SATIE (cf. Figure 1.17)

a retenu notre attention. Elle sera ’objet du chapitre suivant.
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Principe de fonctionnement de la topologie a commutation de flux

double excitation

La topologie que nous étudierons dans cette partie est une machine & commutation de flux (MCF) double
excitation. Cette structure, inventée au laboratoire SATIE, a fait 1’objet d’un brevet [34] et de diverses publi-
cations [33][35]. Sur la Figure 2.1, une vue 3D de cette topologie MCF double excitation 24 poles - 20 dents

avec :

— les sources de champ magnétique, ¢.e. 24 aimants permanents et le bobinage d’excitation, au stator. Le
bobinage de I'induit est un bobinage sur pole. Chaque pdle comporte un aimant permanent magnétisé
tangentiellement et maintenu entre deux dents statoriques. Ce poéle constitue ce que ’on appelle la cellule
de commutation. Les bobines d’excitation sont disposées en amont de 'induit.

— le rotor est similaire & celui d’une machine & réluctance. Il posséde dans le cas de la structure étudiée 20

dents. La structure simple du rotor est particuliérement intéressante pour fonctionner aux hautes vitesses.

Nous commencerons par rappeler le principe de commutation du flux dans un premier temps. Ensuite, nous
détaillerons le fonctionnement de la MCF double excitation de la Figure 2.1 au moyen de simulations EF 2D.
Nous avions classé cette structure dans la catégorie des machines en configuration paralléle et nous justifierons
ceci par la suite. L’influence de la rémanence des aimants sur le principe de fonctionnement de cette machine sera
particuliérement explorée. Aussi, nous le disions en introduction, nous mettrons en évidence un fort phénoméne
de saturation sur cette topologie. Les difficultés que cela entraine au niveau du dimensionnement seront mises
en exergue par un comparatif avec des résultats expérimentaux. Finalement, une caractérisation des toles sous

haute fréquence et fort champ magnétique sera proposée afin d’analyser plus finement ces problémes.

2.1 Le principe de commutation du flux magnétique d’entrefer

Le principe de la commutation du flux magnétique a été proposé dans les années 50 [181]. Ce n’est que dans
les années 90 qu’une version triphasée fit proposée (voir Chapitre 2 pour un état de I’art détaillé sur les MCF).

Sur la Figure 2.2, nous proposons une vue linéarisée de la cellule de commutation. Cette cellule comporte un
aimant permanent magnétisé suivant ’axe = et entouré par deux piéces ferromagnétiques statoriques en forme
de U inversé. Contrairement au machine a reluctance variable, le flux embrassé par la phase n’est pas unipolaire
mais bipolaire. En effet, la translation du rotor engendre une modification des trajets de flux dans le stator,
comme on peut voir sur les Figures 2.2.(b) et (d). Le flux de la bobine A passe par une valeur maximale positive
et minimale négative (cf. 2.3) simplement par la translation du rotor qui vient favoriser le passage du flux dans

I’une ou l'autre des piéces ferromagnétiques entourant I’aimant.
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FI1GURE 2.3: Evolution du flux ¢4 dans la bobine A en fonction de la position 6 du rotor

2.2 Genése de la structure & commutation de flux double excitation

Nous avons présenté dans le paragraphe précédent le principe des machines & commutation du flux. Nous
montrerons maintenant comment est née la topologie & double excitation présentée a la Figure 2.1. L’idée étant
de faciliter le controle du flux d’excitation, impossible dans le cas d’une structure excitée par des aimants, il faut

réfléchir a la maniére dont la source que représente ’aimant peut étre remplacée par un bobinage d’excitation.
Bobine Bobines

d’excitation d’e§citati0n
Stator .

| [ Induit |
| Rotor | Rotor

(c) (d)

F1GURE 2.4: Configurations bobinées fonctionnant sur le principe de la commutation du flux (a) et (b) et
respectivement, les lignes de champ dans l'axe d (flux maximum) (c) et (d) & ampéres.tour d’excitation NI,
fixe

Sur les Figures 2.4.(a) et (b), nous proposons deux configurations bobinées permettant de commuter le flux
de la méme maniére que pour la configuration & aimant. On aurait pu imaginer d’autres configurations mais ce

sont celles qui viennent naturellement car la localisation de la source du champ est conservée. La principale dif-
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férence entre les deux structures reste le nombre de bobines d’excitation nécessaire a la magnétisation du circuit
magnétique. Dans la configuration 1 (Figure 2.4.(a)), seulement une “demi-bobine d’excitation” (conducteurs
aller par exemple) est nécessaire afin de magnétiser le circuit magnétique. Dans la seconde configuration (Figure
2.4.(a)), une bobine compléte est nécessaire (conducteur aller et retour). On pourra parler de bobinage radial.
11 est évident qu’une telle configuration n’est pas optimale car les conducteurs retours font face & une trés forte
reluctance mais surtout ne participent absolument pas & la conversion d’énergie. D’ailleurs, sur la Figure 2.5,
ou l'on présente les lignes de champs créées quand seulement les conducteurs retours sont alimentés, on peut

clairement observer que les conducteurs retours ne créent pas (ou peu) de flux utile.

FIGURE 2.5: Lignes de champ créées lorsque seulement les conducteurs retours (externes) sont alimentés

Afin de comparer le plus justement possible les deux configurations bobinées, nous avons conservé la méme
section de passage du flux au niveau du bobinage (... constant), la méme largeur des dents stator et rotor et le
méme entrefer. Méme si sur les Figures 2.4.(c) et (d), les lignes de champ obtenues ne sont pas exactement les
mémes, les flux p4 embrassés par la phase A sont similaires, & ampéres.tour donnés (cf. Figure 2.6.(a)). Méme
pour de trés fortes valeurs de la force magnétomotrice d’excitation N1..., les flux maximums atteints sont
identiques. En revanche, s’il I’'on considére I’évolution du flux en fonction de la densité de courant d’excitation
Jeze (cf. Figure 2.6.(b)) ou encore des pertes Joule associées, la configuration avec bobinage radial est trés

fortement pénalisée.
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FIGURE 2.6: Evolution du flux maximum dans la phase A en fonction des ampéres.tour d’excitation (a) et de
la densité de courant d’excitation (b)

Maintenant que nous avons détaillé différentes configurations permettant un controle du flux d’excitation, il
est facile de proposer une structure hybride utilisant aimants permanents et bobinage d’excitation. Sur la Figure
2.7, nous proposons plusieurs configurations combinant les configurations précédentes simplement excitées par

des aimants ou des bobinages.
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(a) Aimants uniquement magnétisés (b) Bobines d’excitation alimentées et I’aimant
remplacé par de lair (Jeze = 5A.mm™2)

(c) Bobines d’excitation alimentées et I’aimant (d) Bobines d’excitation alimentées et I’aimant
magnétisé (Jege = 5A.mm™2) magnétisé (Jege = —5A.mm™2)

FIGURE 2.8: Lignes de champs obtenues par simulations EF 2D sur une cellule élémentaire de machine &
commutation de flux hybride pour différentes conditions d’alimentation de la bobine d’excitation

On remarque que les deux premiéres topologies (Figures 2.7.(a) et (b)) sont duales, avec ’aimant en aval de
la bobine d’excitation, et vice-versa. La seconde configuration posséde ’avantage d’avoir les bobinages d’induit

et d’excitation décalés radialement 1’un par rapport a autre. Cela permet de faciliter la réalisation tout en
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diminuant la taille des tétes de bobine. La configuration présentée a la 2.7.(c) a été étudiée dans la référence

[74]. Cependant, pour les raisons évoquées précédemment, cette topologie ne semble pas intéressante.

Sur la Figure 2.8, nous représentons la cellule de commutation de flux hybride pour différentes conditions
d’alimentation du bobinage d’excitation. Comme ’on peut voir, quand la bobine d’excitation n’est pas alimentée
(Figure 2.8.(a)), ’aimant est complétement court-circuité. Le flux dans la phase A est donc nul. Nous montrerons
par la suite I'influence du pont magnétique (d’épaisseur de.c) sur le flux embrassé par la phase. Les lignes de
champ obtenues quand on alimente la bobine d’excitation uniquement, ’aimant étant remplacé par de Dair,
montre bien qu’il s’agit d’une machine a double excitation & configuration paralléle. Sur les Figures 2.8.(c) et

(d), on présente deux cas distincts, correspondant au surfluxage ou au défluxage de la machine.

0.015 T T T T T T T 0.015¢r
N ] SRR SRR S S ST I o 0.01f v R B e 1
go.oos T TN (E TN, g 0008 +vvvv s
> o :
OF etz D Oz
E £ :
—0.005 +vveer G aae 0,008 : 7 7
—e— Configuration bobinée ;o—Conﬁgurafion bobinde |
—— Configuration hybride . o —— Configuration hybride
-0.01¢ " -0.01 . - - .
-2 -1.5 -1 -0.5 0 0.5 1 1.5 2 -1 -0.5 0 0.5 1
Ampéres.tour d’excitation N, (A.tr) x10* Densité de courant d’excitation J.,. (4.mm™2)
(a) (b)

FIGURE 2.9: Evolution du flux dans la phase A en fonction des ampéres.tour d’excitation N1... (a) et de la
densité de courant (b)

Sur la Figure 2.9, I’évolution du flux maximum en fonction du courant d’excitation est proposé pour la
structure hybride et celle bobinée. Comme explicité au préalable, le flux embrassé par la phase pour une force
magnétomotrice nulle est lui aussi nul. Comparativement au cas ot il n’y a pas d’aimant (excitation bobinée),
on remarque que le flux maximum est plus important. Surtout, pour atteindre le méme niveau de flux qu’avec
I’excitation bobinée, cela nécessite une force magnétomotrice NI.,. moindre. Cela signifie que les pertes Joule
seront aussi plus faibles pour atteindre le flux maximum. C’est clairement I’adjonction d’aimants permanents
dans le circuit magnétique qui permet d’obtenir cet effet. En revanche, nous ne pourrons pas conclure directement

sur la maniére dont les ampéres.tour des aimants et de l'excitation bobinée se combinent.

Concernant, le régime de défluxage, on peut observer, toujours sur la Figure 2.9 que la structure purement
bobinée permet de meilleures performances. En effet, dans la structure hybride, le circuit magnétique sera

forcément polarisé par ’aimant. Il sera donc moins facile de défluxer.

2.3 Principe de fonctionnement de la structure a commutation de
flux hybride

Comme nous le faisions remarquer dans le paragraphe précédent, la consommation des ampéres.tour de
I’aimant ou de la bobine d’excitation n’est pas encore bien expliquée. En effet, nous avons identifié clairement
les trajets des lignes de champ pour chacune des sources de champ (cf. Figure 2.8) mais une question reste

entiére : comment se combinent ces sources de champ magnétique ?
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2.3.1 Influence du pont magnétique sur le surfluxage

Afin d’apporter quelques éléments de réponse, nous étudions 'influence de la hauteur du “pont magnétique”
sur le fonctionnement de la structure. Nous désignons par “pont magnétique” la zone de fer située en amont de
la bobine d’excitation. Nous conservons la cellule élémentaire de la Figure 2.7. Nous avons montré, a la Figure
2.9, que ’hybridation permettait d’améliorer les performances, comparativement & une structure simplement
bobinée. Afin de déterminer le potentiel, en terme de flux maximum, de cette structure uniquement excitée par

des aimants, nous remplacons le pont magnétique de court-circuit par de l'air (cf. Figure 2.10).

Pont Pont

. Bobines . Bobines
magnetique d’excitation magnetique d’excitation
(fer) . (air) .
Aimant Aimant

Stator *

Stator i

| Rotor | Rotor

(c) (d)

FIGURE 2.10: Schéma de principe de la cellule hybride avec un pont magnétique en fer (a) ou avec de lair (b)
et lignes de champ obtenues (sans I’excitation bobinée) respectivement pour ces deux configurations (c) et (d)
afin de déterminer le flux de I'aimant

Comme nous pouvons voir & la Figure 2.10.(d), aux fuites prés, nous pouvons déterminer ainsi le flux créé
par I’aimant. Nous reprenons donc les résultats présentés a la Figure 2.9 en les comparant au flux de ’aimant.
On peut effectivement, observer que les flux ne sont pas cumulatifs dans ce cas particulier. Cela souligne un
manque d’efficacité de la structure telle qu’elle est congue. Effectivement, une partie de la force magnétomotrice
des aimants (qui représentent une part non-négligeable du coit économique d’une solution) ou des bobinages
d’excitation (qui eux représentent un coit en terme de rendement avec des pertes Joule additionnelles) est

perdue inutilement.

Considérons maintenant la structure présentée & la Figure 2.12.(a), ou le pont magnétique est largement
réduit (dege = 3mm contre 8mm dans la configuration précédente). Nous conservons le méme aimant (dimen-
sions et propriétés magnétiques) et seule I’encoche d’excitation est agrandie. Déja, en considérant les lignes de
champ présentées a Figure 2.12.(b), on remarque que le flux créé par les aimants se scinde en deux, une partie
est toujours “court-circuitée” magnétiquement par le pont magnétique et 'autre correspond & un flux utile.

Autrement dit, pour N1, = 0, le flux embrassé par la phase ne sera pas nul.
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FIGURE 2.12: Schéma de principe de la cellule hybride avec un pont magnétique en fer d’épaisseur d.,. = 3mm
(a) et lignes de champ obtenues (sans I'excitation bobinée) (b)

Nous nous intéressons maintenant aux performances en terme de surfluxage, présentées a la Figure 2.13.
Deux remarques viennent en observant les résultats :

— La premiére concernant le flux maximum atteint qui est plus faible que dans le cas ou le pont magnétique
est plus important. Cela s’explique simplement car effectivement nous avons conservé le méme aimant,
et donc le méme potentiel en terme de flux créé par 'aimant. En revanche, le flux créé par la bobine
d’excitation est lui beaucoup plus faible. Le pont magnétique, qui offre la plus faible reluctance au passage
du flux de la bobine d’excitation, est plus rapidement saturé. La reluctance de la bobine d’excitation, au
dela de NI.,. = 1500A.tr, augmente rapidement, et l'efficacité de la bobine est donc moindre. Quand le
pont est plus important, la limite de linéarité du matériau magnétique est atteinte pour NI, = 5000A.tr,
le flux maximum créé par la bobine est donc bien plus important (cf. Figure 2.11).

— En revanche, contrairement & ce que l'on avait observé précédemment, les flux créés par aimant et la
bobine sont pratiquement cumulatifs. Malgré tout, leur somme reste faible car ’épaisseur (faible) du pont
magnétique pénalise la bobine d’excitation.

Compte tenu des remarques précédentes, il semble intéressant d’étudier plus en détail 'influence de §qz sur
le flux maximum. Sur la Figure 2.14, I’évolution du flux ¢4 en fonction de ’épaisseur du pont magnétique ¢y,
pour une force magnétomotrice d’excitation N, fixe, est proposée. On observe clairement que plus le pont
magnétique est grand, plus le flux maximum est important. On aurait tendance & conclure qu’il faut absolument

privilégier une section de passage du flux de la bobine d’excitation.
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F1GURE 2.13: Evolution du flux de la phase A en fonction des ampéres.tour d’excitation N, pour la configu-
ration avec un pont magnétique faible : excitation purement bobinée, aimanté et hybride
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FI1GURE 2.14: Evolution du flux de la phase A en fonction de I’épaisseur du pont magnétique d.,. & ampéres.tour
d’excitation N, fixes (20000A.tr)

Il faut tempérer cette conclusion, car effectivement, nous travaillons ici & ampéres.tour d’excitation NI,
fixes. Le niveau des pertes d’excitation n’est donc pas constant. D’ailleurs sur les Figures 2.15.(a) et (b),
Pévolution du flux ¢ 4 en fonction de .. pour trois niveaux de pertes Joule d’excitation (ici densité de courant
d’excitation Jez.) est proposée. En fixant le niveau de pertes Joule admissibles, nous obtenons des optimums.
De maniére générale, plus la densité de courant J.,. est importante, plus I'optimum est atteint pour des valeurs
de ¢y importantes. Cela est cohérent car en augmentant la densité de courant J.,. admissible, on s’autorise
une fenétre de bobinage plus faible pour le méme nombre d’ampéres.tour. Le flux maximum obtenu sera lui

aussi augmenté, la section de passage augmentant (cf. 2.14).
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F1GURE 2.15: Evolution du flux de la phase A en fonction de ’épaisseur du pont magnétique de,. & densité de
courant d’excitation .J.;. fixe

Ce dernier résultat met aussi en évidence la nécessité de disposer d’un outils de dimensionnement optimal
de ces structures. En effet, la consommation des ampéres.tour (aimant et bobine d’excitation) au niveau de la

culasse est relativement complexe.

2.3.2 Performances a vide d’une structure triphasée hybride a commutation de
flux

Dans les paragraphes précédents, nous travaillions avec une cellule de commutation élémentaire afin de com-
prendre plus particuliérement le principe de fonctionnement de cette structure. Nous continuons U'investigation
en considérant une structure triphasée 24-20 qui a, par ailleurs, été prototypée.

Sur les Figure 2.16.(a) et (b), on retrouve les lignes de champ dans la structure, pour deux densités de

2 et Jope = BAmm 2. Comme on peut observer, les trajectoires des

courant d’excitation, J.,. = 0A.mm™
lignes de champ sont beaucoup plus complexes que lorsqu’on considére une cellule de commutation élémentaire.
Néanmoins, sans courant d’excitation (cf. Figure .(a)), on remarque que le flux créé par les aimants est en
majorité “court-circuité” par le pont magnétique. Le flux utile est donc faible sans courant d’excitation, malgré
la nuance d’aimant terre rare utilisée (NdFeBr avec B, = 1.2T'). En alimentant les bobines d’excitation, on

observe clairement qu’une majorité des lignes de champ traverse I’entrefer, le flux utile augmente donc.

FIGURE 2.16: Ligne de champ dans la structure 24-20 MCF hybride pour différentes valeurs de la densité de
courant d’excitation : Joz. = 0A.mm~=2 (a) et Joze = 5A.mm=2 (b)

L’évolution du flux par phase en fonction de la position mécanique 6 est proposée a la Figure 2.17.(a). Nous
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retrouvons bien un systéme triphasé équilibré, avec des flux bipolaires. Les formes d’onde du flux & vide pour
une densité de courant d’excitation nulle (zone non-saturée) contiennent peu d’harmoniques, comme présentée
sur la Figure 2.17.(b).

Flux par phase (mWb)

01 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
Position 0 (deg.) Rang de I'harmonique

(2) (b)

FI1GURE 2.17: Evolution du flux pour chacune des phases de la structure 24-20 pour une densité de courant
d’excitation J.,. = 0A.mm~2 en fonction de I’angle mécanique 6 (a) et le contenu harmonique du flux (b)

FEM 4 vide (V)
Amplitude

. o 1t 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
Position 6 (deg.) Rang de I'harmonique

(a) (b)

FIGURE 2.18: Evolution de la force électromotrice (FEM) de la structure 24-20 MCF hybride pour une densité
de courant d’excitation J.,. = 0A.mm 2 en fonction de Pangle mécanique 6 (a) et le contenu harmonique de
la FEM (b)

La forme d’onde de la FEM pour le prototype est présentée & la Figure 2.18 avec son contenu harmonique.
La FEM est symétrique mais présente un contenu harmonique plus marqué. Cette fois-ci, les harmoniques de
rang 5, 7 et 11 sont plus importants (effet de la dérivée). Nous reviendrons plus en détail dans la Chapitre 4

sur le contenu harmonique des structures a commutation de flux.

Comportement en surfluxage ou défluxage Nous étudions maintenant le comportement de la machine
lorsque ’on modifie le courant d’excitation. La courbe & vide, pour le flux (Figure 2.19.(a)) ou la FEM (Figure
2.19.(b)) dénote un trés bon contrdle du flux d’excitation. D’ailleurs, le rapport du flux d’excitation maximal

Vmaz Sur le flux minimal @,,;,, est de 4.
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FIGURE 2.19: Evolution du flux maximum par phase (a) et la force électromotrice efficace (FEM) (b) pour la
structure 24-20 MCF hybride en fonction du courant d’excitation e,

Sur la Figure 2.20, I'influence de la saturation sur le contenu harmonique de la FEM est explorée. Lorsque
I’on augmente le courant d’excitation I.,., la saturation a tendance & diminuer I’harmonique de rang 5, en
revanche celle de rang 7 augmente. Sous trés fort courant d’excitation (I.,. > 9A), la forme d’onde contient

trés peu d’harmoniques.

4.5

Harmonique 5
Harmonique 7

Amplitude des harmoniques (V)

Amplitude des harmoniques (V)

B 10 8 6 -4 =2 0 2 4 6 8 10
Rang des harmoniques Courant d’excitation ... (A) Courant d’excitation . (A)
(a) (b)

FIGURE 2.20: Evolution du flux maximum par phase (a) et la force électromotrice efficace (FEM) (b) pour la
structure 24-20 MCF hybride en fonction du courant d’excitation I,

En revenant sur la courbe & vide (Figure 2.19), on remarquera quelque chose de trés caractéristique a cette
machine & commutation de flux hybride, et méme plus généralement sur les topologies & commutation de flux
bobinées. Au dela d’une certaine valeur de courant d’excitation (ici 7A), le flux d’excitation s’infléchit. Dans les
machines synchrones classiques, lorsque le courant d’excitation augmente, le flux est simplement limité par la
saturation du matériau magnétique mais en aucun cas ne diminue.

Pour expliquer ce phénoméne, reportons nous & la Figure 2.21. Nous présentons une coupe de la structure
lorsque le flux y est maximum (on cale le rotor & cet effet). Les courants d’excitation sont respectivement de
5A, TA et 9A. On peut clairement observer qu’en augmentant le courant d’excitation, d’une part les dents
statoriques vont saturer de plus en plus. Cela va avoir pour effet premier de limiter le flux d’excitation. Dans
le méme temps, la bobine d’excitation verra sa reluctance propre R.,. augmentée. D’ailleurs, entre la Figure

2.21.(a) et (c), on peut observer une augmentation des fuites au niveau de ’encoche d’excitation et la diminution
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de 'induction dans la culasse externe.

Un deuxiéme point concerne le flux de I'aimant qui progressivement crée des fuites de plus en plus im-
portantes. Les équipotentielles se reboucle progressivement sur la dent statorique adjacente, diminuant le flux
global sous le pas de bobinage. La combinaison de ces deux actions explique la réduction du flux sous de trés
forts courants d’excitation. Ce phénoméne est propre & cette structure car les deux sources créatrices de champ

sont localisées au méme endroit.

FIGURE 2.21: Lignes de champ (a)(b)(c) et cartographie de I'induction (d)(e)(f) & vide pour différentes valeurs
du courant d’excitation

Influence de ’aimantation des aimants Les aimants utilisés pour réaliser le prototype sont des Néodyme-
Fer-Bore possédant une induction rémanente B, de 1.157. Comme toutes les structures & commutation de
flux possédant des aimants, le phénoméne de concentration de flux permet d’atteindre des niveaux d’induction
relativement importants dans le bas des dents statoriques, mais surtout dans ’entrefer. L’utilisation de nuances
d’aimant moins énergétiques mais aussi moins couteuses, tel que les ferrites sont déja des solutions pertinentes

pour bon nombre d’applications industrielles.

Nous présentons sur la Figure 2.22, I’évolution de la FEM efficace en fonction du courant d’excitation
pour différentes valeurs de I'induction rémanente B,.. Sur la Figure 2.22.(a), une étude de sensibilité autour de
Paimantation rémanente effective des aimants est proposée (variation entre 1 et 1.157"). Ce premier résultat
met en évidence qu’a géométrie fixe, la FEM (ou le flux) maximum par phase ne dépend pas de I'induction
rémanente B, des aimants. Le flux maximum que ’on pourra atteindre sera directement lié au niveau de
saturation admissible par la tole dans les dents statoriques. Concernant le défluxage de la structure, assez
logiquement, lorsque l'aimant a une rémanence plus faible, le défluxage s’en trouve amélioré, comme le souligne
la Figure 2.22.(b). On peut remarquer sur les courbes & vide que plus la rémanence de I'aimant augmente, plus

le flux sans courant d’excitation (on notera ¢g) est élevé.
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FIGURE 2.22: Etude de sensibilité autour de la rémanence effective de ’aimant (B, = 1.15T") : Courbe & vide
(a) et capacité de défluxage (b)

Compte tenu de ces premiers résultats, il semble évident que 'utilisation des aimants terre rare avec une
forte rémanence n’est pas intéressante, ou en tout cas pas optimale. D’ailleurs, pour justifier ceci, sur la Figure
2.23, nous avons déterminé le flux & vide maximum dans la phase A (moyen par cellule) avec un courant
d’excitation de 6A ( ou une force magnétomotrice d’excitation de 1800A.tr) (cf. Figure 2.23.(a)). Nous avons
aussi déterminé le flux propre des aimants lorsque il n’y a pas de “court-circuit” magnétique. Pour ce faire, la
couronne externe est remplacée par le l'air (cf. Figure 2.23.(b)) et la bobine d’excitation n’est pas alimentée.
Le flux maximum par cellule dans le cas de la structure hybride est de 445uWb alors que le flux propre des
aimants est de 407.2uWb. Dans ces conditions, il semble bien que la consommation des ampéres.tour n’est pas
optimale. Plus particuliérement, le flux additionnel créé par la bobine d’excitation ne représente que 10% du
flux propre des aimants. Dans le cas particulier de cette géométrie, il semble que ce soit la largeur de la dent

statorique qui vienne limiter la capacité de surfluxage de la structure.

Couronne externe
remplacée par
de ’air

Bobines d’excitation
NI, =1800A.tr

Bobines
de la phase A

Bobines
de la phase A

F1GURE 2.23: Influence de la couronne externe sur les performances a vide : Structure MCF hybride (a) et
structure MCF hybride ou la couronne externe est remplacée par de lair (b)

Fort des constatations précédentes, nous complétons cette étude par la Figure 2.24. Cette fois, on s’autorise
de plus forte variation de la rémanence de 'aimant B,. Il est intéressant de remarquer qu’entre une induction
rémanente de 0.47 et 1.17, le flux passe de 18.01mWb
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FIGURE 2.24: Influence de 'induction rémanente B, sur le flux maximum & vide

FIGURE 2.25: Prototype de la structure hybride 24 aimants stator - 20 dents rotoriques : (a) Stator et (b) zoom
sur une cellule de commutation

4 22.85mWb , soit seulement une augmentation de 27%, pour une rémanence qui a elle augmenté de 175%.

Pour conclure sur cette étude concernant ’aimantation des aimants, un des avantages évident de cette
structure reste la forte concentration du flux des aimants. D’ailleurs, nous avons pu mettre en évidence qu’il
n’était pas forcément judicieux d’avoir des aimants avec une rémanence forte. Lors de la phase d’optimisation,
il sera particuliérement intéressant de considérer la rémanence de ’aimant comme un paramétre & optimiser.

La largeur de la dent statorique semble aussi étre un paramétre trés influent sur la maniére dont les deux
sources de champ se combinent. Il faudra 14 encore considérer ce paramétre avec attention lors du dimension-

nement optimal de cette machine.

2.4 Comparaison avec des performances i vide avec des résultats ex-

périmentaux

Comme nous I’avons précisé, un prototype ! avec une longueur de fer de 45mm a été réalisé. Sur la Figure
2.25 on retrouve quelques clichés du prototype, avec son rotor possédant 20 dents et son stator avec 24 aimants.
A la Figure 2.26, on compare 1’évolution de la FEM en fonction du courant d’excitation I... simulé par EF
2D et obtenue expérimentalement. Ce premier comparatif fait apparaitre un écart relativement important au
niveau de la FEM maximale, de 'ordre de +15%, entre les simulations EF 2D et les essais.

Nous avons, jusqu’alors, détaillé le principe de fonctionnement sans nous soucier de la caractérique B(H) de

1. Un second prototype a été réalisé avec la méme tolerie mais une longueur active de 15mm
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la tole magnétique utilisée, quand bien méme nous démontrions que les performances & vide étaient intimement

lites & la saturation magnétique de certaines régions de la culasse statorique, & savoir le pont magnétique et le

bas des dents statoriques. L’influence de la caractéristique B(H) sur les perfomances & vide de cette structure

fera donc l'objet de la prochaine section.
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FIGURE 2.26: Comparatif des courbes a vide obtenues par simulations EF 2D et expérimentalement

2.5 Influence de la caractéristique B(H) sur les performances a vide

Afin d’étudier linfluence de la caractéristique B(H) sur les performances a vide, nous proposerons trois

approches distinctes :

— la premiére, en modifiant la caractéristique B(H) donnée par les constructeurs uniquement pour les fortes

valeurs du champ magnétique H (H > 10*A/m);
— la seconde, en modifiant toujours la caractéristique B(H), afin de tenir compte du foisonnement et en

considérant une approximation dite de “Raleigh-Kennely” sous trés fort champ;

— Finalement, une détermination expérimentale sous fort champ sera proposée.

2.5.1 Influence de la caractéristique sous fort champ H

La caractéristique fournie par le constructeur est présentée a la Figure 2.27.(a). Assez classiquement, les
caractéristiques B(H) obtenues sous cadre Epstein sont limitées & 10000 — 15000 A/m. Le principe de fonc-

tionnement de la topologie étudiée veut que le flux maximum soit atteint pour de fortes valeurs de la force

magnétomotrice d’excitation. Il s’agit, nous ’avons vu, de limiter le “court-circuit” magnétique de 'aimant en

controlant le niveau de saturation dans cette méme zone. Les niveaux de saturation atteints sont tels (plus de

2T dans lentrefer) qu’une caractérisation de la courbe B(H) est obligatoire.
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FIGURE 2.27: Caractéristique B(H) pour une tole M330 — 35A : Constructeur (a) et modifiée (b)

Afin d’étudier justement I'influence de la caractérique B(H), I’évolution de la caractéristique est interpolée
linéairement en définissant une aimantation a saturation Bj,q, pour un champ magnétique H de 500004/m (cf.
Figure 2.27.(b)).

Comparatif avec les résultats expérimentaux Le comparatif entre les essais et les courbes & vide obtenues
en considérant les caractéristiques B(H) de la Figure 2.27.(b) est proposé a la Figure 2.28. On peut remarquer
qu’effectivement la modification de la caractéristique influe énormément sur le flux maximum atteint. Une bonne
concordance avec les résulats expérimentaux est obtenue pour une valeur de B,,q, = 1.87T, qui correspond &

une interpolation de la courbe B(H) avec une pente de .

FEM efficace (V)

-10 -8 -6 -4 -2 0 2 4 6 8 10
Courant d’excitation I, (A)

FIGURE 2.28: Courbes & vide obtenues en considérant différentes caractéristiques B(H) et comparatif avec des
résultats expérimentaux

Sur la Figure 2.29.(a), nous proposons ’évolution du flux maximum en fonction de B,az (Bmae variant
de 1.75T a 2.5T). La variation obtenue pour un courant d’excitation I.,. de 7A est trés significative, et peut
atteindre les 20% d’écart. Concernant ’écart sans courant d’excitation, il est moindre, moins de 10% au maxi-

mum.
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FIGURE 2.29: Evolution du flux maximum en fonction de B,,.; pour deux valeurs du courants d’excitation .,
(a) et de lerreur en % par rapport au flux maximum atteint (b)

La caractérisation sous trés fort champ apparait étre une source forte d’incertitude sur les performances
de ces machines & commutation de flux hybride. En terme de dimensionnement, une erreur de 20% n’est pas

admissible mais le calage de la courbe B(H) permet de restituer les résultats expérimentaux assez fidélement.

Validation des formes d’ondes expérimentales de la FEM Nous concluons cette partie en proposant
une validation des formes d’onde de la FEM relévées lors des essais. La encore, 'approche précédente se révéle

assez efficace. En effet, les formes ondes sont en trés bon accord lorsque 'on considére la caractérisque B(H)
avec une aimantation & saturation 1.87.

Tension simple (V)

3 6 9 12 15 18 () 3 6 9 12 15 18
Position 0 (deg.) Position 0 (deg.)

(a) (b)

sai
mulation EF 2D

Tension composée (V)
Tension composée (V)

9 9
Position 6 (deg.) Position 6 (deg.)

(c) (d)

FIGURE 2.30: Comparaison des formes d’onde des tensions simples (a)(b) et composées (c)(d) obtenues par EF
2D et lors des essais pour différents courants d’excitation

Plus particuliérement, on notera la trés bonne prédiction du contenu harmonique des FEMs ou des tensions

composées. En effet, dans le modéle EF 2D, les becs d’encoche ou encoches de fermeture, ont été modélisés

48 Theése B. Gaussens



avec precision (cf. Figure 2.31). D’ailleurs, nous reviendrons dans le Chapitre 7 sur l'influence des ouvertures

d’encoche, stator et rotor, sur le comptenu harmonique de la FEM.

Cette méthode, malgré son efficacité, reste quelque peu empirique. En effet, est-il justifiable de considérer une
aimantation & saturation de 1.87 7 Physiquement, sans doute que non, car il est peut probable que la perméabilité
relative pour des champs magnétiques supérieurs & 10000A4/m soit déja unitaire. Dans le paragraphe suivant,
nous évaluerons l'influence du foisoinnement sur les résultats et proposerons une seconde alternative pour la

prise en compte des champs élevés.

FIGURE 2.31: Géométrie de la cellule de commutation prototypée

2.5.2 Prise en compte du foisonnement dans les caractéristiques B(H) - Approxi-
mation de Frohlich—Kennelly sous fort champ magnétique

Le foisonnement (ou coefficient de foisonnement) correspond a la part de fer réelle contenue sur la longueur
de fer L., du prototype. Il prend donc en compte I’épaisseur de l'isolant entre chacune des toles ou encore un
entrefer résiduel infime quand il y a du jeu entre toles (si le paquet de tole n’a pas été pressé par exemple). Ce
coefficient permet donc de prendre en compte la section utile sur la longueur de fer. On admet généralement
des coeflicients de foisonnement ky de I'ordre de 0.97. Ce dernier peut augmenter dans le cas d’un prototype oil

la réalisation n’est pas soumise & autant de contraintes qu’une réalisation en série.

Prise en compte du foisonnement dans les caractéristiques B(H) Afin de prendre en compte le
coefficient de foisonnement dans les caractéristiques B(H ), considérons la coupe idéalisée d’un paquet de toles &
la Figure 2.32. Le champ magnétique appliqué H,y, est considéré comme étant homogene, on peut alors écrire

le flux total comme suit,

(btotal = Stotaleoyen
= Stotal (Bair + Btéle)
= Stotat (HoHapp (1 = kf) + kg (HoHapp + Jepstein)) (2.1)

avec Jepstein 1'aimantation propre de la tole (obtenue grace au cadre Epstein) et Siorq; la surface totale.

Theése B. Gaussens 49



Toles
magnétiques Isolants

A

app

A
\ 4

L

fer

F1GURE 2.32: Coupe idéalisé d’un paquet de tole avec les toles magnétiques et leurs isolants

On peut ainsi facilement modifier la caractéristique B(H) afin de prendre en compte le foisonnement de
maniére directe. Sur la Figure 2.33, deux caractéristiques B(H) avec des coefficients de foisonnnement différents

sont données en guise d’exemple.

1.8

0.8 ov v

Flux-density B (T)
Flux-density B (T)
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o2b | ——B(H) curve - ky =1 ‘ ogiB(H) curve - ky =1
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(a) (b)

FIGURE 2.33: Caractéristiques B(H) pour différentes valeurs du coeflicient de foisonnement : échelle semi-log
(a) et échelle linéaire (b)

Approximation de Frohlich—Kennelly pour les forts champs magnétiques La courbe anhystérétique
est au coeur des modélisations éléments-finis en magnétostatique. Plusieurs approches afin de proposer des
interpolations empiriques de la courbe B(H) ont été proposées au cours du temps. Sans étre exhaustif sur la
question, nous pouvons citer plus particuliérement les travaux de Frohlich [27] qui dénifit la magnétisation M

par,

aH

Les coefficients « et 5 peuvent étre ajustés a partir de données expérimentales tant que le rapport % = M, est

respecté, M, étant la magnétisation & saturation. Kennely [44] propose lui une approche similaire en passant

par la notion de reluctance 2,

1
p = =a+bH (2.3)

Af _ 1 —
2. Kennely définit la “reluctance” comme p = =T avec p =

s
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Les deux approches sont identiques a partir du moment ot pga = é et pob = ﬁ = g, on parle alors de

modéle de Frohlich-Kennelly. Weiss a proposé une version de I’équation 2.2 sous forme de séries,

M, M\
e 1ol (u8)7

(2.4)

D’autres auteurs ont proposé des approches empiriques [8] afin de modéliser la courbe B(H). Akbaba [1] a

modifié 'expression initiale de Frohlich,

H

B#H) = oy + Br1H®

(2.5)

Le modéle de Frolich-Kennelly, et leurs extensions, sont particuliérement utilisés pour décrire des maté-
riaux magnétorhéologiques [46]. Nous retiendrons finalement I’expression suivante afin de décrire I’évolution de

l'induction de la tole pour les champs magnétiques supérieurs & 100004 /m,

H
B(H) = (2.6)
v+ CH
A partir de la Figure 2.34.(a), on peut facilement déterminer les coefficients v et ( comme suit
A, H, (2.7)
Y=75 - :
Bs Jsat
1
¢= (2.8)
Jsat
B(T)
A
JSB[ ------
] L
Modgéle de
Données constructeur Frohlich-Kennelly
H, H(A/m)
(a)
25 T 25
——B(H) curve - kf =1
B(H) curve - ky =1 - Frohlick-Kennelly Model
2 2 -
g g
Q x 15[
i) z
; R
= =
= =
0.5k i
——B(H) curve - k=1
—— B(H) curve - kf = 1 - Frohlick-Kennelly Model
0 . . . 0 . : . .
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(b) (c)

FIGURE 2.34: Extrapolation des caractéristiques B(H) en utilisant le modéle de Frohlich-Kennelly pour les forts
champs : schéma de principe (a), échelle semi-log (b) et échelle linéaire (c)
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Sur les Figures 2.34.(b) et (c), la modification des courbes B(H) pour un méme coefficient de foisonnement
(ky = 1) sont présentées en échelle semi logarithmique ou linéaire. Contrairement & la premiére modification
proposée (cf. Figure 2.27.(b)), la transition au point (Hy; Bs) est beaucoup plus moins discontinue. Nous com-

pléterons cette partie par une comparaison avec ’expérimental.

Comparaison entre les simulations et les résultats expérimentaux Comme précédemment, les simula-
tions EF 2D, en considérant une courbe B(H) modifiée en tenant compte du foisonnement et utilisant le modéle
Frohlich-Kennelly, ont été menées. Un comparatif avec les résultats expérimentaux est proposé a la Figure 2.35.

A mesure que I'on diminue le coefficient de foisonnement, le flux maximum atteint diminue. Il faudrait un
foisonnement de prés de 0.9 pour expliquer la différence observée initialement avec les expérimentations.

Sur une machine de série, il serait difficile d’admettre un foisonnement aussi faible. Ici en revanche, il s’agit
d’un prototype avec des contraintes de réalisation qui sont moins fortes. Par exemple, le paquet de tole n’a pas
été pressé lors du montage, et a été simplement empillé sur ’arbre puis maintenu par deux vis. Cela entraine

un baillement des toles au niveau de I’entrefer qui pourrait expliquer un foisonnement faible.

FEM efficace & vide (V)

25 g OQ—K/:I

: : —a— K; =0.95

—o—K; =109
: : : : : O Essai- N :_2()[)()1€r.lmirf1

-8 -6 -4 -2 0 2 4 6 8 10

Courant d’excitation I, (A)

: 5 0 © , ,
20} o @ S

15

FIGURE 2.35: Courbes & vide obtenues en considérant la caractéristique B(H) modifiée en tenant compte du
foisonnement et utilisant le modéle Frohlich-Kennelly - Comparatif avec des résultats expérimentaux

2.5.3 Mesure directe de la caractéristique B(H) sous fort champ

Pour finir cette étude sur 'influence de la caractéristique B (H), nous proposons une mesure directe de la

caractéristique anhystérétique sous fort champ.

Meéthodologie de la mesure Afin de déterminer la caractéristique sous fort champ magnétique, nous utili-
sons un moyen de mesure appelé perméamétre. A la Figure 2.36, une réprésentation schématique du perméamétre
est proposée ainsi une photo du dispositif réel. Afin de mesurer le champ magnétique H, une bobine H,,;; est
disposée au plus prés de I’échantillon. L’induction moyenne dans 1’échantillon est quant & elle mesurée par
I'intermédiaire d’une bobine B, ;.

Contrairement au cadre d’Epstein classique, le perméamétre permet d’atteindre des champs magnétiques
plus important. En effet, la longueur du chemin magnétique est de 0.94m sur cadre d’Epstein contre 0.19m pour
le perméamétre. Donc, & méme force magnétomotrice, le champ magnétique appliqué est plus important avec
le perméameétre. A ceci, il faut rajouter le fait que la fenétre bobinable du perméameétre est plus grande donc

on peut rajouter facilement des Ampéres.tour.

Caractéristique sous fort champ Les caractéristiques sous fort champ ont été mesurées par la méthode

présentée ci-avant sous un champ d’excitation de 1Hz jusqu’a 400004 /m. Généralement, on peut atteindre des
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(a) Schéma du perméameétre (b) Perméamétre utilisé pour les mesures

FIGURE 2.36: Perméameétre

champs pics de 80000A/m, ce qui aurait été préférable, mais malheureusement amplificateur linéaire prévu a

cet effet était en panne au moment des expérimentations>.

Une photo des échantillons de tole M330 — 35A est proposé a la Figure. Deux échantillons ont été découpés
suivant l’axe longitudinal et transversal afin de moyenner les effets. Les cycles qui ont été acquis sont proposés

a la Figure 2.37. Deux relévés par échantillon ont été réalisé, une fois de plus pour moyenner les effets.

11 est intéressant de noter que I'induction maximum atteinte (pour H = 40000A4/m) peut varier d’un essai
4 un autre. La variation est de l'ordre de 2 & 3% d’ou l'intérét de réaliser plusieurs essais afin de moyenner les

incertitudes de mesure.

On remarquera aussi que ’échantillon “transverse” posséde un cycle plus large. Cela semble normal puisque

I’on impose un champ en quadrature avec le sens de lamination du matériau.

3. L’ensemble des expérimentations a été réalisé avec le concours du groupe MME - Matériaux Magnétiques pour I’Energie - et
plus particuliérement d’Olivier de la Barriére.
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FIGURE 2.37: Cycle B(H) aquis & 1Hz

Finalement, les résultats sont moyennés afin d’obtenir une caractéristique B(H) proposée a la Figure 2.38.
Nous superposons sur la méme courbe les données constructeurs. On peut observer que la caractéristique obtenue
avec le perméamétre nous donne des niveaux d’induction plus faible pour un champ magnétique donné. Pour
un champ magnétique H de 100004/m (limite haute des données constructeurs), la différence observée est de
2.6%.

Comparaison entre les simulations et les résultats expérimentaux La caractéristique B(H) a été im-

plémentée dans la simulation EF 2D. Nous tenons compte du foisonnement comme cela a été fait précédemment.

Sur la Figure 2.39, on peut remarquer qu’avec un foisonnement de 0.95, la courbe & vide obtenue est trés

proche des expérimentations.
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FIGURE 2.38: Courbe B(H) moyennée a partir des cycles présentés a la Figure 2.37
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FIGURE 2.39: Comparatif de la courbe & vide & partir des caractéristiques B(H) de la Figure 2.38
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Conclusion

Nous avons présenté dans ce chapitre la démarche qui a amené & la création de cette structure & double
excitation & commutation de flux. En effet, aprés avoir rappelé le principe de commutation du flux sur une
cellule élémentaire, nous avons essayé de mettre en évidence la maniére dont les sources de champ se combinent
au stator afin de controler le flux d’excitation. L’influence du pont magnétique ainsi que de la nuance d’aimant
ont été particuliérement étudiés. Il est ressorti de cette étude une certaine complexité dans la combinaison des
sources et aussi, l'intérét d’utiliser des aimants de plus faible rémanence grace & la forte concentration du flux
au stator.

Nous avons proposé aussi une premiére validation expérimentale sur un prototype 24-20. Les écarts observés
entre simulations EF 2D et expérimentations nous ont amenés & étudier plus particuliérement 1’influence de la
caractéristique B(H) sur les résultats de simulations. La démarche adoptée lors de cette étude fit progressive.
Dans un premier temps, une approche « ingénieur » fut proposée, en interpolant la caractéristique B(H) sous fort
champ. Cette premiére tentative s’est révélée trés efficace méme si elle ne reposait pas sur des bases physiques
solides. Ensuite, une approche un peu plus physique fut mise en ceuvre en considérant une interpolation du
champ en utilisant 'approximation de Frohlich-Kennelly sous fort champ et surtout en tenant compte du
foisonnement, parameétre que nous avions éludé jusqu’a présent. Finalement, nous avons fini par caractériser
expérimentalement un échantillon de tole M330-35A sous fort champ (40kA/m) grace & un perméameétre. Les
résultats obtenus ont montré que le dimensionnement de cette structure était trés sensible aux caractéristiques

B(H) notamment sous fort champ, ainsi qu’au coefficient de foisonnement considéré.
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Modélisation numérique en mode générateur en vue d'un

dimensionnement optimal

Dans cette partie, nous détaillerons différentes approches permettant de modéliser cette structure & double
excitation débitant sur un pont redresseur sur lequel est connectée une batterie (cf. Figure 3.1). Nous mettrons
en évidence les avantages et inconvénients de telles méthodes dans une optique de dimensionnement optimal.

Aussi, cette méthode se veut générale, et pourra donc étre appliquée & d’autres structures non-conventionnelles.

MCF Hybride Pont redresseur
triphasé .

& [Tu

F1GURE 3.1: Schéma de principe de la double excitation

Nous présenterons donc deux modélisations pour ces machines :
— La premiére, une modélisation au premier harmonique, qui se révélera particuliérement efficace pour étre
intégrée dans une routine d’optimisation ;
— La seconde, un couplage circuit (charge R ou RL) avec les EF 2D, permettant de prendre en compte des
phénomeénes plus fin tel que la détermination des pertes fer dans ces structures.
Dans la derniére partie, nous détaillerons une méthode trés efficace permettant une augmentation sensible
de la puissance convertible par ces structures. Il s’agit plus particuliérement d’une méthode de compensation

synchrone. La pertinence économique d’une telle solution sera aussi discutée.

3.1 Modélisation au premier harmonique des structures double exci-

tation & commutation de flux

3.1.1 Hypothéses de la modélisation au 1°° harmonique

Hypothéses TUne premiére approche proposée est une modélisation au premier harmonique de ces structures.
Cette modélisation repose sur le modéle trés classique de Behn-Eschenburg avec deux hypothéses fortes :

— circuit magnétique de la machine non-saturé;

— machine & poles lisses.
Ces deux premiéres hypothéses apparaissent forcement érronées au premier abord. En effet, dans la partie

précédente, nous avons mis en évidence que les performances électromagnétiques de cette structure étaient
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étroitement liées au niveau de saturation dans les parties ferromagnétiques. D’autre part, ’entrefer doublement
saillant de cette machine MCF hybride est trés éloigné de la machine synchrone a poles lisses (du point de vue

topologique).

150
125
100

Inductance (uH)
N
A

3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36
Position 6 (deg.)

F1GURE 3.2: Evolution des inductances propre et mutuelles pour la structure MCF hybride 24-20 prototypée
Afin de palier au probléme de saturation, I’évaluation des caractéristiques & vide (flux maximum a vide) et en

court-circuit (nécéssaire a ’évaluation du modéle) se fera par I'intermédiaire de simulations EF 2D saturables.

D’ailleurs, le travail réalisé jusqu’alors sur les caractéristiques B(H) se révéle ici particuliérement utile.

(a) (b) (c)

FIGURE 3.3: Ligne de champ sur une cellule de commutation lorsque seule la phase A est alimentée (J4 =
2A/mm2) :axe d , axe ¢ et flux maximum (axe d)

Concernant ’hypothése d’une structure & poles lisses, il faut remarquer que ces structures a commutation
possédent des inductances d’axe d et ¢ peu différentes. Le couple réluctant dans ces machines est peu important.
D’ailleurs, sur la Figure 3.2, nous présentons 1’évolution des inductances propres L, et mutuelles M,;, et M,
pour le prototype MCF hybride 24-20 en fonction de la position du rotor . On peut remarquer qu’en effet ces
derniéres n’évoluent que trés faiblement, I’hypothése d’une structure & poles lisses n’est pas pas si forte.

Pour expliquer le fait que 'inductance propre est pratiquement constante quelque soit la position du rotor,
il faut se rappeler que nous avons un bobinage sur dent dans ces machines (entre deux dents statoriques plus
exactement). Le flux moyen créé par la bobine d’induit sous un pole reste & peu prés le méme sous un pas
dentaire. Autrement dit, la réluctance de la bobine varie peu car la dent rotorique est toujours en vis-a-vis

d’une des deux dents statoriques. Ceci est illustré par la Figure 3.3, ou I’évolution des lignes de champ dans une
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cellule de commutation est presentée (la phase A est alimentée) pour différentes positions du rotor .
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FIGURE 3.4: Forme d’onde tension simple/courant relevées expérimentalement avec leurs composantes fonda-
mentales pour différentes vitesses (a)(c)(e) - Décompositions harmoniques associées (b)(d)(e)

Hypothéses liées au fonctionnement en alternateur DC et validation expérimentale Une derniére
hypotheése est propre au fonctionnement sur pont redresseur. En effet, théoriquement, le fondamental du courant
et de la tension simple sont en phase (cos¢ = 1).

Sur la Figure 3.4, nous présentons les formes d’ondes tension/courant relévées expérimentalement en amont

du pont redresseur (coté triphasé) avec leurs composantes fondamentales pour différentes vitesses (1300, 2000

1. On remarquera par ailleurs que la fréquence est double comparativement & la fréquence du flux a vide.
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Vitesse (tr/min) Viond | Ifond | Pona | Pok | Pokia Pﬁ:ﬁ:ﬁzo - ngf:H
(Vims) | (Arms) | (W) | (W) | (W) (%)
1300 18.3 91.9 5016 11 61 14
2000 22.2 106 7025 5 68 1.0
3000 25.3 113.8 8527 1 71 0.8

TABLE 3.1: Puissance extraite des fondamentaux du courant et de la tension simple ainsi que de leurs harmo-
niques paires ou impaires en amont du pont redresseur

et 3000tr /min). Les décompositions harmoniques de chacun des signaux sont aussi proposées. Un récapitulatif
des grandeurs obtenues est proposé dans le Tableau.

Comme nous pouvions Iespérer, les fondamentaux du courant et de la tension simple sont en phase (puis-
sance active maximum). Plus particuliérement, on peut observer que la forme d’onde du courant de phase est
trés propre avec peu d’harmonique (cf. spectres de la Figure 3.4). Cela se retrouve d’ailleurs sur la part des
harmoniques de puissance, notées ici Phqrmo, sur le fondamental de la puissance active Pyopq, avec des rapports
qui fluctuent autour de 1%. Ce dernier point est trés intéressant car il crédibilise I'intérét d’un modéle au premier

harmonique afin d’évaluer les performances de telles structures.

3.1.2 Développement du modéle au 1° harmonique

Le modéle au 1°" harmonique se base sur le diagramme de phase du modéle de Behn-Eschenburg que 1’on

rappelle a la Figure 3.5. On remarquera que la tension simple V' et le courant I sont en phase.

MCF Hybride Pont redresseur
triphasé

4& —’—TUDC jLoI

F1GURE 3.5: Schéma de principe de la double excitation

A partir de ce diagramme de phase, il est facile d’exprimer la puissance active coté triphasé P,

que l’on condidére égale & la puissance coté continu Ppe (au pertes Joule dans le pont redresseur prés). On

peut reécrire cette expression comme suit,

PDC = 3VIcc (32)

avec I, le courant de court-circuit, ¢ le flux maximum par phase, w la pulsation électrique. Nous identi-

fierons par la suite I’équation 3.2 & I'expression suivante,

N «@
PDC = Pmaa: (1 - ]\;)> (33)

avec P4, la puissance maximale théorique (vitesse infinie), N, la vitesse de base, N la vitesse de rotation
et a un paramétre & déterminer expérimentalement. Il s’agit bien sur d’une formulation empirique mais qui
reste fidéle a la formulation théorique 3.2. La détermination de la puissance maximale P,,,, est le point le plus

important,
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Praw = 3V e (3.4)

avec
ve_2y (3.5)
- 7_(_\/5 DC -
et
kS
Top = G0 220 (3.6)

Sc

ou Upc est la tension batterie, ky le coefficient de remplissage de I'encoche d’induit, S, 1a section de I’encoche,
nse le nombre de spire par cellule et .. la densité de courant de court-circuit. La vitesse de base IV, peut étre

définie par,

™

= (3.7)

¥
V= ncpnscﬂNrNb

V2

avec n¢p le nombre de cellule de commutation par phase, N, le nombre de dent rotorique (équivalent & un
nombre de paire de poles p). A partir de 3.5, 3.6 et 3.7, on peut redéfinir la puissance maximale théorique de la

maniére suivante,

kyS
ncpnsc(pMN Nb(scc bob

Pmax
10\f Nge

Dans cette derniére expression, on remarque que P, est fonction de deux termes ¢jp; et ... Ces deux

(3.8)

termes, fonction du courant d’excitation I.,., seront évalués par EF 2D.

3.1.3 Caractéristiques a vide et en court-circuit

Caractéristique a vide La détermination du flux maximum @), a déja été détaillée dans le Chapitre 2. Nous
ne reviendrons pas en détail sur ce point mais présenterons uniquement un comparatif entre les simulations EF
2D et des expérimentations ménées sur le prototype avec une longueur de fer de 15mm. Comme précédemment,

la courbe B(H) considérée a été interpolée pour les forts champs magnétiques (cf. Section 2.5).

300
200

11:1)] SERSEEE RRSTPITS SRR SIS ST

FEM efficace a vide (V)

100

°° = N=2000 tr.min !
: : : : O Essai - N=2000 tr.min~!

-10 -8 -6 -4 -2 0 2 4 6 8 10
Courant d’excitation I, (A)

F1GURE 3.6: Evolution de la FEM efficace en fonction du courant d’excitation I, - Prototype avec une longueur
de fer de 15mm
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FIGURE 3.7: Comparaison des formes d’onde des tensions simples (a)(b) et composées (c)(d) obtenues par EF
2D et lors des essais pour différents courants d’excitation - Prototype avec une longueur de fer de 15mm

L’évolution de la FEM efficace en fonction du courant d’excitation I.,. est présentée a la Figure 3.6. Le
comparatif entre les simulations EF 2D et les résultats expérimentaux est satisfaisant. On retrouve la-encore le

phénomeéne de réduction du flux (ou de la FEM) sous trés fort courant d’excitation.

Concernant 1’évolution des tensions simples et composées & la Figure 3.7, les simulations EF 2D permettent

de prédire fidélement les formes d’onde expérimentales, sauf pour les trés forts courants d’excitation (I, > 6A4).

Caractéristique en court-circuit La détermination du courant de court-circuit nécessite un peu plus d’ex-
plications. Le courant de court-circuit I.. correspond au courant de réaction d’induit maximal. Autrement dit,
il s’agit du courant permettant d’annuler complétement le flux d’excitation. Sur la Figure 3.8, un organigramme

décrivant la méthode permettant de déterminer le courant de court-circuit.

Afin de déterminer le courant de court-circuit, il faut tout d’abord déterminer ’axe d de la structure. Ensuite,

en réinjectant dans ’induit un courant créant un flux en directe opposition de phase avec le flux d’excitation,

Jph1 = —(5md sin (NT (9 — Hd))
Jphz = —Oinasin (N, (6 — 6q) — 2F) (3.9)
Jphg = 76ind sin (NT (9 — Gd) — %)

N

'

on peut réduire progressivement le flux embrassé par chacune des phases. A la Figure 3.9.(a), on présente
I’évolution du flux par phase en fonction de la position rotorique 6 pour différentes valeurs de la densité de
courant d’induit §;,4. On remarque que le flux embrassé par la phase est réduit progressivement. Aussi, on
peut observer que seul le fondamental est affecté, les harmoniques de flux ne sont pratiquement pas impactés.
D’ailleurs & la Figure 3.9.(b), ot 'on présente ’évolution de certains harmoniques (5 et 7) en fonction de d;,q,
on voit que c’est majoritairement le fondamental qui est réduit.
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FIGURE 3.8: Organigramme décrivant la méthode de détermination du courant de court-circuit
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FIGURE 3.9: Evolution du flux par phase en fonction de la position du rotor # pour différentes valeurs de d;,4
(a) et évolution du fondamental et des harmoniques 5 et 7 en fonction de ;4 (b)

La densité de courant de court-circuit d.. correspond donc & la densité de de courant d’induit annulant
le flux. Sur 'organigramme de la Figure 3.8, nous précisons que la densité de courant d’induit est augmentée
graduellement de Al,.., jusqu'a ce que le flux &, < 0. En revanche, au niveau du critére d’arrét, doit-on
considérer le fondamental du flux ®ong ou bien le flux mazimum P,,., ¢ Etant donnée que I'on développe
un modéle premier harmonique, il serait logique de ne considérer que le fondamental. De maniére pratique, la
détermination du fondamental nécessite un traitement additionnel des données, ce qui pénalise en temps de
calcul la solution. Nous explorons par la suite 'influence de ®fopnq et ®ynae sur la détermination du courant de

court-circuit.
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Sur la Figure 3.10, nous proposons I’évolution de chacune de ces valeurs normalisées par rapport au flux
maximum P,,,.0 sans courant d’induit en fonction du courant d’induit d;,4. Les évolutions obtenues sont trés
similaires. Nous obtenons une densité de courant de court-circuit de 6., = 5.534/mm? en considérant le ratio
P fond/Pmazo contre dq. = 5.684/mm? suivant le ratio ®,,4./Pmazo. Cela représente un écart de moins de 3%,
ce qui est acceptable.

Finalement, nous proposons une derniére méthode afin de déterminer la densité de courant de court-circuit
dcc. Toujours sur la Figure 3.10, nous avons tracé I’évolution du ratio ®;pierp/Pmazo qui correspond & une
interpolation polynomiale d’ordre 3 du ratio @,z / Prmazo & partir seulement des premiéres valeurs de ce dernier.
Typiquement, nous déterminons ce ratio par EF 2D pour des densités de courant d’induit inférieures a 34 /mm?
, au dela de cette valeur, il est interpolé. On remarque que cette méthode est assez efficace puisque la densité de
courant de court-circuit obtenues est de 6.. = 5.494/mm?.Cette derniére méthode reste donc trés satisfaisante

tout en autorisant un gain intéressant en terme de temps de calcul.

1 . . . 0.01
: : : | =——® ond/ Pmazo
0.9F ~ S i == Prnaz/Prnazo | 0.000F il b b R b
: : : | —— ®Pinterp/ Prmazo
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0 ; 0 L
0 1 2 3 4 5 6 5.4 575 58
Densité efficace de courant d’induit d;n,q (A.mm=2)
(a) (b)

F1GURE 3.10: Evolution de différents ratios en fonction de la densité de courant d’induit d;,4 (a) et zoom sur
Pintersection (b)
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4 i i M N
0 5 10 15 40 5 10 15
Densité de courant d’excitation 6., (A4/mm?) Densité de courant d’excitation §.,. (A4/mm?)
(a) Kby g = 44% (b) Kb, guie = 40%

FIGURE 3.11: Evolution de la densité de courant de court-circuit d.. en fonction de la densité de courant
d’excitation depe (kpexe = 40%) : prototype 45mm (a) et 15mm (b)

Comparatif expérimental des caractéristiques en court-circuit Nous proposons dans ce paragraphe
un comparatif entre le courant de court-circuit calculé a partir de la méthode évoquée précédemment et des
résultats expérimentaux. Nous profitons d’avoir deux prototypes avec des toleries identiques mais des longueurs

de fer différentes (45mm et 15mm) afin de réaliser un comparatif plus exhaustif.
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Sur la Figure 3.11, nous proposons donc un comparatif entre simulations et expérimentations. On remarquera
sur les axes que nous avons choisi de représenter la caractéristique a vide en utilisant des densités de courant afin
de s’affranchir des différentes configurations de bobinage des prototypes (nombre de spires par cellule, nombre
de voies en paralléle...). La simulation EF 2D donne des résultats assez fidéles avec ceux du prototype 45mm
(différence de 3% pour I... = 5A) alors que 'on obtient une erreur moyenne d’environ 20% dans le cas du

prototype 15mm.

La différence observée vient clairement d’un effet 3D avec I'inductance additionnelle des tétes de bobines qui
n’a pas été prise en compte dans la simulation EF 2D. Cela étant le prototype 15mm est exagérément fin par

rapport aux tétes de bobine (cf. Figure 3.12).

Fi1GURE 3.12: Stator du prototype 15mm

3.1.4 Evaluation de la puissance convertible P,,,, et comparatif expérimental

Maintenant que nous avons détaillé la maniére de déterminer le flux par phase maximum @p; et la densité
de courant de court-circuit d.., il est possible de déterminer la puissance maximale convertible P,,,, & partir

de l'expression 3.8.
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FIGURE 3.13: Montages expérimentaux : prototype 45mm (a) et 15mm (b)

Description du banc expérimental Les deux prototypes n’ont pas été testé sur le méme banc expérimental.
En effet, le prototype 45mm a été testé en mode alternateur DC débitant sur une charge résistive (la tension
cOté continu n’étant pas régulée) (cf. Figure 3.13.(a)). Sur ce point, nous différons de la modélisation proposée
car I’on supposait une tension Upc constante. Ce prototype était entrainé par une machine & courant continu

(MCC) (vitesse d’entrainement maximum 4000tr/min) lors des expérimentations.

Concernant le prototype avec une longueur de fer de 15mm, le montage est différent (cf. Figure 3.13.(b)).
En effet, nous entrainons l’alternateur par une MAS (5.5kW) pilotée par un variateur. La tension de sortie du
redresseur Upc est rebouclée directement sur le bus DC du variateur. Cela signifie d’'une part que la tension
redressée peut étre considérée comme constante, et que d’autre part, le réseau ne fournit que les pertes sur la
chaine de conversion (pertes Joule dans les différents composants, pertes mécaniques notamment au niveau de

la courroie d’entrainement, pertes fer).

Dans les deux bancs expérimentaux, le bobinage d’excitation est alimenté par une source externe addition-

nelle.

Validation expérimentale Expérimentalement, pour déterminer la puissance maximale convertible & vitesse
donnée Ppc, on attend une stabilisation thermique des bobinages d’induit et d’excitation. Sur la Figure 3.14,
nous proposons un comparatif entre le modéle 1¢” harmonique et les expérimentations pour les deux prototypes

15mm et 45mm.
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FIGURE 3.14: Comparatif entre le modéle 1¢" harmonique et les expérimentations : prototype 45mm (a) et
15mm (b)

Concernant le prototype 45mm, lorsque ’on considére la tension de sortie Up¢ constante (cf. Figure 3.14.(a)).
Nous observons sauf pour les basses vitesses (proches de la vitesse de base N,) une mauvaise concordance entre
les essais et le modéle. Lors des essais, nous ne maintenions pas la tension de sortie constante en utilisant une
charge purement résistive. Il est logique que la puissance réaugmente (o< U12)C)' Nous avons donc adapté le
modéle en modifiant la vitesse de base pour chaque point de charge (Upc, N). Les résultats sont présentés a la
Figure 3.14.(a) et sont en bien meilleur accord.

Pour le prototype 15mm, malgré une erreur importante sur ’évaluation du courant de court-circuit, ’éva-

luation de la puissance reste précise sur une plage de vitesse allant jusqu’a 4000tr/min.

3.1.5 Avantages et limitations de ce modéle

Un des principaux avantages de ce modéle reste sa simplicité qui va de pair avec une évaluation relativement
rapide des performances. Ce dernier point est particuliérement intéressant s’il 'on veut inclure ce modéle dans
une procédure d’optimisation. Ce modéle permet en outre de prendre en compte la saturation du matériau
magnétique, qui comme nous 'avons vu précédemment, est un paramétre trés influant sur les performances de
ces machines.

Une des principales limitations de ce modéle reste son incapacité a prédire les pertes fer. En effet, il est
possible de déterminer A la fois les pertes Joule d’excitation et d’induit, cependant, afin d’évaluer le rendement
complet de la machine, nous avons besoin d’un moyen d’évaluation des pertes fer.

L’évaluation des pertes fer suppose de connaitre I’évolution temporelle des variations d’induction auxquelles
les culasses et dents sont soumises. La détermination des pertes fer au moyen d’un modéle circuit couplé avec
les EF fera 'objet de la prochaine section. Dans le Chapitre 5, dédié a 'optimisation de ces structures, nous

proposerons une approche sensiblement différente, en utilisant un modeéle moyen des pertes fer.

3.2 Couplage circuit-EF

Dans cette partie, nous nous intéressons a la détermination des pertes fer par I'intermédiaire d’un couplage
circuit-EF. Le couplage se bornera & une charge résistive R (ou éventuellement RL), la non-linéarité du pont
redresseur n’est pas modélisée. Pour justifier cela, deux raisons :

— Premiérement, nous avons vu que de considérer le premier harmonique de flux permettait d’évaluer, avec

une précision raisonnable, la puissance convertible par cette structure hybride. Le choix d’une charge

purement résistive a donc tout son sens.
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— Deuxiémement, on pourrait reprocher a cette simplification (charge purement résistive) de ne pas tenir
compte des harmoniques temporelles de champ (qui vont éventuellement influer sur le niveau de pertes
fer) introduites par la non-linéarité du pont redresseur. Cette remarque serait vraie si I’on ne se rappelait
pas de la Figure 3.4. Nous avions montré expérimentalement que le courant de phase était pratiquement
sinusoidal. L’influence des harmoniques de courant introduits par le pont redresseur sur les pertes fer sera

vraisemblablement faible.

3.2.1 Modélisation par un couplage circuit - Elements Finis 2D

Nous détaillons dans un premier temps la démarche qui permet de créer un couplage circuit avec un logiciel
EF. Nous pouvons considérer que le flux embrassé par chaque phase @y, d’une structure hybride k—phasée, est

fonction de k + 3 sources de champ distinctes,

or = [ (0, By, Leae, [11 - 11]) (3.10)

avec 0 la position rotorique, B, la rémanence de 'aimant, I.,. le courant d’excitation et [Iy---Ix] les k
courants de phase. Dans la suite, par simplification, nous considérerons plus particuliérement le cas triphasé. A

partir de la loi de Faraday, on peut exprimer la tension induite U, , ,comme suit,

1,2,3

_ d@1,2,3 (07 By, Iege, 11, I, 13)
dt

Up s = (3.11)

En considérant que les sources de champ, B, et I.;., constantes, la différentielle de ¢; 2 3 s’exprime par,

(94,01,2,3(10Jr 0v1,2.3 dl, + a<P1,2,3dj2 n 0p1,23

d<,01,2,3 (evBraIemcthIQaIS) = 90 al, al, ol

Iy (3.12)

A partir de 3.11 et 3.12, nous pouvons redéfinir les tensions induites pour chaque phase comme,

)5 G, (),

U, =—Q < [t on | (%91 o, | (991 oL,

99 Iy 23 on 0,12 3 o0 ol 0,113 o ol3 0,11 2 o0
—_———

L a1 B1 7 01 J

a‘P2> (‘9%@2> ar (6@2) ar <6<P2> oI

Uy, = -0 ( (2] (2 oy (S22) o (3.13)

’ 90 I 2.3 811 0,123 o 812 0,113 o 813 0,1 2 o0
—_——

L az B2 V2 32 J

5@3) (3903> oI <5<P3> ar <8903> ar

U, =0 < +( =+ S+ | = e 93

’ eld I3 on 0,123 o oIy 0,113 o E 0,11,2 o
—_——

L as B3 V3 53 i

Sur ce systéme d’équations, on retrouve 'influence directe de la rotation sur la tension induite au travers du
terme o 2 3. Nous avons aussi les termes (1,23, 71,2,3 et 61,23 qui représentent en quelque sorte une inductance
dynamique. Physiquement, on pourrait considérer ces termes comme étant la réponse de notre systéme (la
machine électrique dans notre cas) & un état donné (niveau de charge ou niveau de saturation dans les parties

férromagnétiques dans notre exemple) a une excitation externe (un des courants de phase).
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FIGURE 3.15: Schéma équivalent monophasé sur charge résistive

En considérant le schéma équivalent monophasée de la Figure 3.15, nous pouvons écrire que,

dl 23

Urioa = Lpas =g — Reaiaalins = Rhogs (3.14)
avec
oI oI oI
Upns = Qo123+ ﬂ1,2,38791 + 71,2,33702 + 51,2,36793 (3.15)

Finalement, & partir de 3.14 et 3.15, nous pouvons obtenir le systéme suivant,

(<258 (Rsl +R) — 1 [22P) 01 Ol3 a

00 mll o _(31+Lf1) 06 (51+Lf1) 06 (51+Lf1)

20} (Rsz"'R) _ B2 oI, P oIy a2

a0 T Q(’Yz+Lf2)I2 T T atLs) 90 (hatlp) 00 (vatly,) (3.16)
Ol + (RS3+R) - _ B3 oI V3 oIy as

96 Q(‘53+Lfs) 3 (53+Lf3) 00 (53+Lf3) 90 (53+Lf3)

On peut encore réécrire le systéme ci dessus sous forme matricielle [A] [X } = [B] [X] + [C],

1 1 01
(51+Lf1) (51+Lf1) %
B2 1 92 Ol —
(’72+Lf2) (V2+Lf2) [
B3 Vs 1 %
(53+Lf3) (53+L-f3) N——
t X
(Rsy +R)
- 0 0 _ a
Q(Bl+Lf1) ( ) I (51+Lf1)
Rs,+R [P
0 —9(72+Lf2) ( 0 | Iy | + (va+L1y) (3.17)
Rs;+R .[3 — as
0 0 Q(65+Lsy) J~—— (9a+Lys)
(X] ]
[B]

[X] = [A]71[B] [X] + [4] " [C] (3.18)

La discrétisation de ce vecteur ameéne a écrire,

on, _ Li—hy

o1, _ Ialay (= !

o = lom b — X = 55 (1X] - [Xo)) (3.19)
oy _ Is—Is

00 — A6

Finalement, nous pouvons écrire le vecteur des inconnues comme,

[X] = A9 (D] [A]7"[C] + [D] 7 [Xo] (3.20)
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avec

[D] = [Id] — AG[A]”" [B] (3.21)

Pour s’assurer que la somme des courants est nulle a chaque étape de la résolution, on ne peut pas imposer
directement la condition suivante I; 4+ Iy 4+ I3 = 0. En effet, la matrice doit étre nécessairement inversible pour
résoudre le systéme d’équations. Finalement, on imposera plutot la condition suivante % + % + % = 0. Les
matrices [A], [B] et[C] deviennent,

1 Y1 d1
(,31+Lf1) (51+Lf1)
_ B2 02
[A] - (72+Lf2) ]- (72+Lf2) (322)
1 1 1
_ (Rs,+R)
W ! | !
Bl = _ Rs,+R (323)
[ ] 0 Q('YZ+Lf2) 0
0 0 0
B (51 +2f1)
= |~ (3.24)
0

L’extension de la méthode au cas d'une charge RL se fait en remplacant I'inductance de fuite Ly, , , par une

inductance équivalente tenant compte de I'inductance additionnelle L.

3.2.2 Mise en oeuvre de la méthode et validation du couplage circuit - EF 2D

Mise en oeuvre de la méthode La méthode a été implémentée en ’lua’ sous FEMM. A partir de I’expression
3.20, il est possible de déterminer les courants jusqu’a bonne convergence de notre systéme. A la Figure 3.16,

nous proposons un organigramme complet décrivant la méthode de résolution.

Apres avoir défini certains paramétres de la simulation comme la vitesse de rotation (2, la densité de courant
d’excitation d.,. ou encore la charge R, la géométrie & simuler est définie. Cela permet d’une part de déter-
miner certains paramétres comme la résistance statorique Ry, la résistance d’excitation R... et les éventuelles

inductances de fuites des tétes de bobines L;. D’autre part, une série de simulation EF 2D est initialisée.

1l s’agit en fait de 4 simulations EF 2D qui vont permettre de déterminer respectivement les 4 termesay, S,
vk et 0. Ensuite, le systéme différentiel est résolu afin de déterminer la nouvelle valeur des courants d’induit.
Le critére d’arrét porte sur la position finale du moteur car ’on peut estimer que deux périodes électriques sont

suffisantes pour converger.
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FIGURE 3.16: Organigramme du couplage circuit - EF 2D

Validation du couplage circuit - EF 2D Ci-aprés, nous présentons quelques résultats permettant de valider
la méthode de couplage. Tout d’abord, sur la Figure 3.17, nous présentons les formes d’ondes des tensions simples
et des courants de phase en fonction de la position 6. On peut observer un transitoire sur les graphes présentant
les réponses temporelles de tension et de courant un transitoire, qui dure moins d’une période électrique. Méme
remarque concernant 1’évolution temporelle des puissances sur les Figures 3.17.(b) et (d). On peut considérer
alors que deux périodes électriques sont suffisantes afin de converger. Comme toute résolution temporelle, la
discrétisation joue un role essentiel. Suite & de nombreux ajustements, un pas de rotation inférieur & 3.6°
électriques (100 pas par période) apparait suffisant pour atteindre le régime permanent. La différence entre la
puissance électromagnetique moyenne et la puissance électrique moyenne est de 'ordre de 1%. Par ailleurs, on

peut remarquer que tensions et courants sont bien en phase (charge résistive).
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FIGURE 3.17: Evolution des tensions simples (traits pointillés) et des courants de phase (traits pleins) (a)(c)
et de la puissance électrique P, (avec les pertes Joule d’induit Pj,ye) et de la puissance électromagnétique

P.,, (calculée par EF 2D avec le tenseur de Maxwell) (b)(d) pour différentes conditions de vitesse et de courant
d’excitation

Ces deux points de fonctionnement sont faits & différentes vitesses (1300 et 2000tr/min) mais pour une
puissance électrique de sortie pratiquement similaire (environ 10kW). Par action sur le courant d’excitation
Ierc, on peut facilement ajuster la puissance de sortie. Rappelons ici un avantage essentiel de cette structure,
son excitation est statique. La régulation du courant d’excitation est donc largement facilitée. Sur le graphe de
la Figure 3.18, nous prenons un cahier des charges référence avec une puissance électrique constante (10kW) sur
une plage de vitesse entre 1300 et 4000¢r /min. Sur le méme graphe, nous avons superposé I’évolution du courant
d’excitation I.;.. Comme on peut voir, en maintenant la puissance constante, le courant d’excitation nécessaire
diminue de maniére quadratique avec la vitesse. Ce dernier résultat est logique, la puissance électrique Pejec
étant proportionnelle au carré de la tension, la tension proportionnelle & la vitesse N et au courant d’excitation

Ioy. (hormis en zone de saturation).
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FIGURE 3.18: Evolution de la puissance électrique P.j.. et du courant d’excitation I,,. associé en fonction de
la vitesse IV

3.2.3 Meéthode de détermination des pertes fer

Meéthodologie pour déterminer les pertes fer en charge Maintenant que le couplage circuit - EF 2D
a été validé, il est possible de déterminer les pertes fer dans notre structure. La démarche est résumée dans

lorganigramme de la Figure 3.19.

Initialisation :
-Densité de courant d’excitation 3,
Géométrie -Densité initiale de courant d’induit §,,,
~Position initiale du rotor 0,
-Paramétres de la charge (S, V)
-Vitesse de rotation

Détermination :
-Résistance statorique R,
-Résistance de 'excitation R,
“Inductance de fuite L,

Détermination des flux Détermination de :
par phase @, I’induction (B,,B,) dans
chaque zone du stator
et du rotor

3 : Modele de pertes fer :
o — J7 ..................................... -Par hystérésis P,

-Par courants de Foucault P,

Résolution du systéeme
d’équations différentielles
(discrétisation)

Rotation du rotor|
AO

Position
finale ?

Exploitation directe Exploitation indirecte

¢ Formes d’ondes tension - courant ¢ Evaluation des pertes fer totales
puissance instantanée: du stator P, et durotor P ..

dans chaque zone du rotor
v -i 40 :

RO g

* Pertes Joule de I’excitation P__ et de
Iinduit P,

F1GURE 3.19: Organigramme du couplage circuit - EF 2D avec détermination des pertes fer

Le couplage circuit - EF 2D permet de déterminer non seulement la tension induite aux bornes de la structure,
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mais aussi 'induction dans les différentes parties de la géométrie, au travers de la simmulation EF 2D. Comme
nous le signalons sur ’organigramme, il s’agit d’une exploitation indirecte de la méthode de couplage. Le stator
et le rotor sont segmentés en petites zones distinctes (cf. Figure 3.20), o nous venons déterminer les inductions

moyennes radiales B, et tangentielles B,,.

/

F1GURE 3.20: Discrétisation de la géométrie en zones afin de déterminer 'induction moyenne dans chacune des
zones

A partir de la connaissance des deux composantes de 'induction dans chacune des zones, il est possible
d’appliquer un modéle de pertes afin d’évaluer les pertes fer dans I’ensemble de la structure. On remarquera
que seule une demi cellule a été discrétisée. En effet, ce traitement est relativement lourd en temps de calcul,
c’est pour cette raison que nous ne discrétisons pas toute la géométrie. Une deuxiéme remarque concernant
cette hypothése. Il est vrai que pour deux cellules consécutives appartenant a la méme phase, le flux embrassé
n’est pas le méme?2. Cela signifie donc que les locis d’induction en charge ne seront pas les mémes non plus.
Cependant, toujours pour une raison de temps de calcul, nous ferons I’hypothése que la densité de pertes est la
méme pour chaque cellule (quelque soit la phase considérée) en moyenne sur une période 3.

Evaluation des locis d’induction en charge Les locis d’induction que nous avons obtenu pour un point
en charge & 1300¢r/min et un courant d’excitation de I.,. = 7.5A sont proposés a la Figure 3.21. Nous avons
choisi de montrer I’évolution de I’induction dans trois zones caractéristiques de ces machines & commutation de

flux, & savoir les aimants et les dents statoriques et rotoriques.

Sur les Figures 3.21.(a) et (b), décrivant I'induction au niveau des aimants (Zone 2), on remarque qu'il y a
trés peu de variation de B, (d’ailleurs le spectre ne montre que les harmoniques et pas la valeur moyenne qui
est beaucoup plus importante). Concernant la composante suivant z, cette derniére est nulle, ce qui est logique

étant donné que la structure est magnétisée tangentiellement.

Les composantes de I'induction au niveau de la dent stator (Zone 6), 3.21.(c) et (d), présentent de fortes
variations de champ notamment la composante en y qui est bipolaire. La composante en x est quant & elle
polarisée. En effet, les deux sources de champ se trouvant au stator, les dents statoriques seront forcément

polarisées radialement. Le contenu harmonique est relativement important.
Enfin, les dents rotoriques (Zone 34) présentent des locis d’induction alternatifs avec une valeur moyenne
nulle et beaucoup d’harmoniques. On remarquera que la période de ces locis est de 30° mécanique, ce qui

correspond & I’écart angulaire entre deux sources de méme polarité *.

2. Nous reviendrons sur ce point dans le Chapitre 7.

3. La période d’évolution d’un loci d’induction dépend de la localisation de la zone considérée, au stator ou au rotor

4. Au Chapitre 10, nous proposerons des méthodes analytiques de calcul du champ dans les parties ferromagnétiques de ces
machines. Nous préciserons donc ce point ultérieurement.
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FIGURE 3.21: Loci d’induction pour un point en charge (1300tr/min et I.,. = 7.5A) avec leurs décompositions
harmoniques : au niveau des aimants (a)(b), en bas de la dent stator (c)(d) et en haut de la dent rotor (e)(f)

Modéle de pertes fer et évaluation des pertes dans la structure L’évaluation des pertes fer de maniére
macroscopique & partir des variations d’induction dans les parties ferromagnétiques reste un sujet largement
étudié (cf. Section 10.4.1). Nous retiendrons I’expression suivante afin de déterminer la densité de pertes p, dans

chaque zone,

T, 2
pa(Wan=) = fo (kn, AByy + kny AB2) + ko fo / <‘9B) U
0

= (3.25)

Sur la Figure 3.22, ’évolution des pertes fer et de la densité de pertes dans chaque zone est proposée. On peut
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noter par exemple que les zones statoriques en bas des dents ont une densité de pertes fer assez importantes.
Cela est logique car ces zones sont particuliérement sollicitées avec les pics d’induction assez important. En

revanche, elle n’intervient peu sur le bilan global des pertes fer.

Aussi, on peut remarquer que les zones rotoriques présentent des niveaux de pertes fer assez importants.

Aimants Stator Rotor Aimants Stator Rotor

1

120

100+

Pertes fer (W)

Pertes fer (W /kg

o
12345678 910111213141516171819202122232425262728293031323334353637
Zone

12345678 910111213141516171819202122232425262728293031323334353637
Zone

(a) (b)

FIGURE 3.22: Evaluation des pertes fer (a) et de la densité de pertes (b) dans chaque zone pour un point en
charge (1300tr/min et Ieye = 7.5A)

En reprenant le cahier des charges que l'on s’était fixé précédemment, c’est & dire une puissance constante

entre 1300 et 4000t /min, nous obtenons une caractéristique linéaire des pertes fer en fonction de la vitesse (cf.
Figure 3.23).
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g gortcs fer stator : : :
1000 ert,ezzs er rotor .
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FIGURE 3.23: Evaluation des pertes fer en fonction de la vitesse (fonctionnement & puissance constante)

Contrairement a la machine synchrone classique avec aimants au niveau du rotor, I'influence des pertes fer
au rotor est loin d’étre négligeable. Elle représente prés de 30% des pertes fer totales.

Limitation de approche Nous avons vu que cette approche était particuliérement intéressante afin d’éva-
luer les pertes en charge dans ces structures MCF hybride. En revanche, un point particuliérement pénalisant est
le temps de calcul qui avoisine les 1430 pour 360 points (deux ou trois périodes électriques). Cette approche ne
peut en aucun cas étre implémentée dans une procédure d’optimisation car trop coiiteuse en temps de calcul. En

revanche, elle peut étre complémentaire avec la méthode du 1¢" harmonique, afin d’affiner le dimensionnement
d’un prototype.
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Dans le Chapitre 5, traitant ’optimisation de ces topologies & commutation de flux hybride, nous proposerons

une alternative afin de tenir compte de 'influence des pertes fer directement dans la procédure d’optimisation.

3.3 Augmentation la puissance convertible par ces structures a4 com-

mutation de flux hybrides

L’amélioration des performances de ces topologies est un point essentiel afin qu’elles puissent rivaliser avec
des structures existantes employées dans des applications industrielles. Il existe deux moyens évidents afin

d’améliorer les performances de ces structures :

— La premiére en travaillant le design électromagnétique. Evidemment, la modélisation proposée jusqu’a pré-
sent permettra d’améliorer les performances de ces machines en couplant ces modéles avec des algorithmes
d’optimisation. Ce point fera ’objet du Chapitre 5. Cependant, il faudra particuliérement s’intéresser a
I'influence d’aimants ferrite & faible cotit. Encore, I'influence du nombre de dents rotoriques sur les perfor-
mances sera & explorer *[113]. D’ailleurs, des recherches récentes montrent que le nombre optimal de dents
rotor est proche de la moitié du nombre de dent stator. Autrement formulé, cela signifie que plus 1'on se
rapproche de la configuration monophasée, plus grande est la puissance convertie.

— Une deuxiéme approche constisterait a utiliser un circuit redresseur adapté, & savoir un pont redresseur
triphasé avec des capacités en série. Cette technique de compensation synchrone a déja été utilisée pour
des lignes de transmissions ou encore pour des générateurs a aimants permanents. L’un des inconvénients
majeurs de ces structures & commutation de flux reste leur large réactance synchrone X;. En effet, une
inductance trop importante limite directement le courant de court-circuit et donc la puissance de sortie.

La solution que nous proposons par la suite semble donc pertinente.

Dans la suite de cette section, nous présenterons la méthode ainsi que des résultats expérimentaux validant la

solution. Les limites d’une telle solution seront aussi évoquées.

3.3.1 Compensation synchrone avec des capacités en série : Principe et modélisa-
tion

Principe de la compensation synchrone sur une association machine - pont redresseur Sur la
Figure 3.24, on présente le principe de la compensation synchrone avec des condensateurs connectés en série.
Les diagrammes de phase du circuit équivalent au sens du 1¢” harmonique sont aussi proposés, avec ou sans
capacités de compensation. Afin de déterminer la capacité optimale, I'inductance de la phase est nécessaire.
Comme ’on peut voir sur la Figure 3.24.(b), la capacité vient diminuer Peffet de la réaction magnétique d’induit.

La réactance synchrone apparente sera donc plus faible.

5. L’influence du nombre de dents rotoriques est explorée au Chapitre 7 au moyen d’un modéle analytique linéaire sur des
structures a commutation de flux simplement excitées par des bobines DC.
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FIGURE 3.24: Association de la MCF hybride avec le pont redresseur sans (a) et avec (b) les condensateurs de
compensation séries

Modélisation Comme précédemment, nous nous appuierons sur une modélisation au premier harmonique.
En considérant, le diagramme de phase équivalent de la 3.24.(b) ainsi que 'expression 3.3, nous pouvons écrire

la puissance convertible Ppo comme,

Ny

PDC = Pmaz <1 - N> Ye (326)

avec 7. le gain d’un filtre passe-haut. On peut définir v, comme,

Ve = - (3.27)
272 2
- G e ()
avec
L= %% (3.28)
et
wo = IZC (3.29)

oll wo est la pulsation de résonance et £ amortissement du systéme (théoriquement nul).

A la Figure 3.25, l'influence de la technique de compensation sur la caracéristique puissance convertible -

vitesse est présentée. Les courbes théoriques de la puissance de sortie normalisée Ifﬂ en fonction de la vitesse
max

normalisée Nﬂb sans ou avec les condensateurs, & partir des expressions 3.3 et3.26, sont proposées. Le terme &

correspondant & I’amortissement du systéme sera ajusté expérimentalement.
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F1GURE 3.25: Influence de compensation synchrone sur les performances de ’association MCF hybride - Pont
redresseur

La fréquence de résonance doit étre choisie légérement supérieure a la fréquence de base afin d’obtenir 'effet

observé & la Figure 3.25 ou la puissance de sortie est trés largement augmentée pour les basses vitesses.

3.3.2 Validation expérimentale de la méthode de compensation et influence de la
capacité

En considérant p = 20, Ng = 1.27N;, Ny, = 1000tr /min et Ly = 7.2mH, le comparatif expérimental proposé
a la Figure 3.26 démontre un bon accord avec les expressions théoriques. Nous avons utilisé un condensateur de
15 F lors de cet essai. Le coefficient d’amortissement est nul théoriquement puisque 1’on considére un modéle
équivalent sans élements dissipatifs comme la résistance de phase Rs. Il a été évalué a £ = 0.26 expérimentale-

ment.

Surtout, aux basses vitesses, la puissance de sortie est largement augmentée. A une vitesse de 1450tr/min,
nous obtenons une puissance de sortie de 4400W contre 2000W sans condensateur. La puissance de sortie est

plus que doublée ici.
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FIGURE 3.26: Evolution de la puissance de sortie Ppc sur une plage de vitesse entre 1000 et 4000¢r/min :
Comparatif sans et avec capacités de compensation

Sur la Figure 3.27, les formes d’onde c6té alternatif de la tension et du courant de phase sont proposées.
Pour une vitesse de 1450tr/min, en utilisant une capacité de 16uF, le gain en puissance est substantiel, de
I’ordre de +80%. La tension efficace n’est que trés peu affectée. En revanche, le courant d’induit passe de 5.294

sans capacité & 9.31A4 avec une capacité.
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FIGURE 3.27: Forme d’onde pour un point de fonctionnement a 1450tr/min : sans capacités (a) et avec capacités
de 16uF (b)

L’influence de la valeur des capacités sur la caractéristique puissance - vitesse est explorée a la Figure 3.28.
On remarque que I'optimum est obtenu pour une valeur de capacité de 15uF. Des valeurs plus faibles de la
capacité comme C' = 5uF, la fréquence de résonance augmente. Le gain en puissance sera directement limité par
le courant de court-circuit aux hautes fréquences mais aussi par les tenues en tension et courant de la capacité.

Dans le cas de fortes valeurs de la capacité, 20uF ,30uF et 48uF, la fréquence de résonance est trop proche

de la vitesse de base Ny, et donc ne sera pas efficace.
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F1GURE 3.28: Influence expérimentale de la capacité de compensation - Evolution de la puissance de sortie Ppco
en fonction de la vitesse N

Conclusion

Nous avons traité dans ce troisiéme chapitre la modélisation de ces structures a double excitation & com-
mutation de flux en mode générateur dans une optique de dimensionnement optimal. Deux approches ont été
proposées afin de modéliser ces structures. La premiére approche repose sur une modélisation au premier har-
monique de la machine. Une validation expérimentale a été proposée sur deux prototypes (avec des longueurs
actives différentes). La principale limite de cette méthode reste la non-prise en compte des pertes fer. Nous
avons, a cet effet, développé, en deuxiéme approche, un couplage circuit - EF 2D afin de pouvoir calculer les
niveaux d’induction dans les culasses pour déterminer a postériori le niveau de pertes fer dans la machine.
Notons que ce couplage circuit n’est pas utilisable au sein d’une procédure d’optimisation, le temps de calcul

étant d’1h30min environ. Lors de la mise en ceuvre de la procédure d’optimisation (cf. Chapitre 5) le modéle
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au premier harmonique sera utilisé.

Nous avons conclu ce chapitre en proposant une méthode originale de compensation synchrone particuliére-
ment efficace. En effet, la puissance convertie est pratiquement doublée (& vitesse donnée) pour une valeur de
capacité adaptée. En revanche, I'ajout d’un élément capacitif n’est pas forcément intéressant d’un point de vue
fiabilité.
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Une structure innovante de machine a commutation de flux double
excitation avec bobinages d’'excitation internes : Principe de

fonctionnement et validation expérimentale

Dans ce chapitre, nous présenterons une nouvelle structure & commutation de flux double excitation avec
bobinages d’excitation internes. Cette structure innonvante a été inventée en Janvier 2011 et prototypée un an
plus tard, en Mars 2012. Sur la Figure 4.1, une vue 3D de la topologie proposée. On remarque que les bobinages
d’excitation sont disposés a 'intérieur des encoches d’induit, d’o la dénomination de structure 4 commutation

de flux double excitation avec bobinages d’excitation interne.

Avant de revenir plus en détail sur cette machine, nous commencerons par établir un état de l'art des
structures & double excitation dont le principe de fonctionnement repose sur la commutation du flux. Cela

permettra de situer plus facilement I’aspect novatif de cette topologie.

Ensuite, nous décrirons plus particuliérement la topologie proposée et préciserons son principe de fonction-

nement permettant un controle du flux d’excitation.

Notamment, les combinaisons possibles en terme de bobinage.

Aimants Bobines
permanents d’excitation

Bobines
d’induit

FIGURE 4.1: Structure & commutation de flux double excitation avec bobines d’excitation internes
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4.1 Etat de l’'art des structures & commutation de flux double exci-

tation

Permanent DC Excitation
Magnets Coils
AN

Permanent DC Excitation

(a) Topologie 1 par Hoang et al. [32] (b) Topologie 2 par Wei et al. [38]

Permanent DC Excitation
Magnets Coils

(c) Topologie 3 par Chen et al. [17]

FIGURE 4.2: Structures & commutation de flux double excitation existantes

Lors de I’état de I’art général sur les machines double excitation (cf. Chapitre 1), nous n’avions pas développé
la partie concernant les structures MCF hybrides. Nous proposons donc dans cette section un état de l'art
des structures & commutation de flux hybride double excitation. On se bornera aux structures cylindriques
bidimensionnelles. Dans la littérature, on peut retrouver 3, voire 4! topologies permettant un contréle du flux
d’excitation sur des machines & commutation de flux et chacune basée sur un principe de fonctionnnement
différent :

— Tout d’abord la structure proposée par Hoang [33], qui a fait I'objet des Chapitre 2 et 3. C’est la premiére
topologie double excitation & commutation de flux a avoir été proposée. Nous avons vu qu’il s’agissait
d’une structure en configuration paralléle. On retrouve d’autres topologies sensiblement identiques a celle-
ci. C’est le cas par exemple de la machine proposée par Owen [172] ou encore par Sulaiman [74].

— En 2009, Wei propose une structure [38], ou une partie de l’aimant permanent est remplacée par le
bobinage d’excitation. Cette structure peut étre classée directement dans la catégorie des machines &
double excitation série.

— Finalement, Chen et le professeur Zhu proposent en 2010 une derniére structure & commutation de flux

1. Akemakou a proposé des structures ol les péles aimantés sont remplacés par des bobines. Il s’agit donc bien d’une structure
MCF hybride.
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hybride basée sur structure MCF dite “E-core”. Dans cette structure un pole sur deux est remplacé par du
fer, et le bobinage d’excitation est disposé autour du podle en fer. A noter que la structure similaire avec

uniquement des bobinages d’excitation a fait I’objet d’un brevet chez la société Moteurs Leroy Somer.

Sur la Figure 4.2, nous proposons une coupe transversale des trois structures évoquées ci-dessus en mettant en

évidence la localisation des deux sources de champ, les aimants permanents et les bobines d’excitation.

Pour comprendre comment fonctionnent ces structures il suffit de se focaliser sur une cellule de commutation,
comme nous ’avions fait dans le Chapitre 2. Ci-aprés, a la Figure 4.3, nous proposons les trois cellules de
commutation élémentaires des topologies précédentes. Il nous & sembler intéressant de montrer qu’a partir
d’une cellule élementaire 4 commutation de flux & aimant, il était possible de I’hybridifier de multiples fagons

afin de controler le flux d’excitation.

=————

mE
-

(a) Topologie 1 par Hoang et al. [52] (b) Topologie 2 par Wei et al. [38]

3

J

(¢) Topologie 3 par Chen et al. [17]

FIGURE 4.3: Cellules élementaires des trois topologies de la Figure 4.2 avec traject des lignes de champ

D’ailleurs & la Figure 4.4, nous montrons que pour chaque structures, ’action sur la bobine d’excitation
n’est pas le méme. Concernant la topologie 1 proposée par Hoang, nous n’y reviendrons pas en détail car cette
structure a été largement commentée dans les chapitres précédent. En revanche, on peut remarquer que c’est

elle qui permet le meilleur controle du flux d’excitation.

La topologie 2 proposée par Wei présente un mauvais controle du flux d’excitation. La caractéristique
flux d’excitation en fonction des ampéres.tour d’excitation est linéaire. En effet, cette structure étant une
configuration série, la réluctance du bobinage d’excitation Re.. est importante. La bobine d’excitation n’est

donc pas aussi efficace que pour la topologie 1 et le circuit magnétique est faiblement saturé.

Finalement, la topologie 3 par Chen présente elle aussi un mauvais controle du flux d’excitation. En revanche,
cette structure posséde un flux d’excitation supérieur aux deux précédentes topologies. En effet, contrairement
aux deux autres structures oil le bobinage d’excitation se situe sur la zone de ’aimant, dans cette structure,
on bénéficie d'un espace additionnel dans la direction radiale et donc une plus forte concentration du flux de
I’aimant. Un point négatif cependant, cette structure ne fonctionne qu’avec des dents rotoriques impaires et

sera donc sujette a des forces radiales non compensées.
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FIGURE 4.4: Evolution du flux de la bobine de phase pour chaque cellules élementaires des trois topologies de
la Figure 4.2 en fonction des ampéres.tour d’excitation N1... (a) et de la densité de courant d’excitation Je.

(b)

4.2 Topologie de la structure & commutation de flux double excitation

avec bobinages d’excitation internes

Maintenant que nous avons précisé ’état des recherches sur ces structures & commutation de flux double
excitation, venons en a la topologie innonvante proposée dans ce chapitre. Nous proposions a la Figure 4.1,
une vue 3D de la topologie réalisée. On retrouve une coupe transversale de cette machine & la Figure 4.5
avec uniquement la disposition des sources de champ magnétique. Comme on peut observer, cette machine est
similaire & la structure & commutation de flux & aimants proposée dans [32]. Les bobinages de double excitation
sont disposés & l'intérieur des encoches d’induit. D’ailleurs, les bobinages d’excitation peuvent étre bobinés
comme des bobines d’induit que ’on viendra par la suite connecter en série, en respectant l’alternance F + E—.
Les bobines d’induit correspondent & un bobinage classique double couche? (cf. Figure 4.1).

Permanent
Magnets DC Excitation

Coils

FIGURE 4.5: Coupe transversale de la topologie & commutation de flux double excitation avec bobinages d’ex-
citation internes

En essayant de faire un comparatif du point de vue de la topologie avec les structures MCF hybrides existantes

2. On pourra se reférer au Chapitre 7, ot ’on rappele la différence en bobinage simple et double couche, ainsi que I'influence de
la combinaison entre de nombre de dent stator et rotor sur le bobinage de 'induit.
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(cf. Figure 4.2), nous ne touchons pas a la zone de I’aimant, contraiment aux topologies 1 et 2 (et similairement
a la topologie 3). Nous verrons dans la section suivante ce que cela entraine au niveau des performances a vide.
Aussi, cette structure posséde un nombre de dents rotoriques pairs, ce qui nous permettra de s’affranchir des

problémes de forces radiales non compensées que l'on retrouve dans la topologie 3.

4.3 Principe du contrdle du flux d’excitation dans la nouvelle topo-
logie

Sur les topologies existantes, il suffit de se concentrer sur une seule cellule élémentaire pour comprendre
comment le flux d’excitation est controlé. Dans le cas de cette machine, cela est un peu plus complexe. En
effet, il faut se concentrer sur deux cellules élementaires, consécutives et appartenant & la méme phase, afin
de comprendre le fonctionnement de la structure. A cet effet, nous avons représenté sur la Figure 4.6, une vue
linéarisée de la structure pour deux position # du rotor, correspondant au flux maximum et minimum dans la

phase A.

Coil A, / Coil A,

>
w.

-

L 21 EEE TS

[A F
L
f

| ]

(b) Position a flux maximum

FIGURE 4.6: Vue linéarisé de la topologie MCF hybride pour différentes positions : en vert lignes de champ
idéalisées des aimants et en rouge celle créées par les bobinages d’excitation

Sur la Figure 4.6.(a), correspondant au flux minimum dans la phase, on remarque que la bobine d’excitation
va créer un flux magnétique en opposition avec le flux crée par les aimants sur la bobine A;. Au contraire, sur
la bobine As, le flux créé par le bobinage d’excitation est dans le méme sens que le flux crée par les aimants.

Observons maintenant ’action de la bobine d’excitation lorsque 'on se trouve dans une position a flux
maximum, sur la Figure 4.6.(b). Concernant la bobine A;, on remarque que le flux des aimants et celui créé par
la bobine d’excitation sont orientés de la méme maniére. Sur la bobine As, ces deux flux sont en opposition.
Finalement, on se retrouve ici dans la situation inverse de celle présentée a la Figure 4.6.(a).

On a 1a quelque chose d’antagoniste. En effet, I’action de la bobine d’excitation, quelque soit la position du
rotor, semble avoir deux effets inverses sur les deux bobines appartenant a la méme phase. Comment se fait-il
alors que l’on puisse contréler le flux de phase ?

Afin de répondre a cette question, 'influence locale du bobinage d’excitation sur le flux total ou global serait
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un premier élement qu’il conviendrait de préciser. Pour ce faire, nous proposons a la Figure 4.7 I’évolution du
flux par bobine indépendante (A; et As) en fonction de la position 6 et pour différentes valeurs de la densité
de courant d’excitation ...

On peut remarquer sur la Figure 4.7.(a), les flux des bobines A; et As sont légérement asymétriques. Sur
le spectre présenté a la Figure 4.7.(d), on retrouve un harmonique 2 sur les flux indépendants A; et As, en
revanche leur somme est parfaitement sinusoidale. On se retrouve ici avec une structure & commutation de flux
classique & aimants.

Sur la Figure 4.7.(b), la densité de courant d’excitation est fixée & 5A.mm~2. Plusieurs observations sont &
faire sur ce graphe. Premiérement, les deux bobines sont décalées avec une composante moyenne positive pour la
bobine A; et négative A;. Une deuxiéme remarque concernant 1’évolution du flux des deux bobines. L’aternance
positive de la bobine A; est atténuée, tout comme l'aternance négative de la bobine A,. Enfin, le flux total
(somme A; et As) est parfaitement sinusoidal. D’ailleurs, le spectre montre bien que le flux total reste bien
sinusoidal mais avec une amplitude moindre du fondamental. Finalement, nous retrouvons bien l'action de la
bobine d’excitation présentée & la Figure 4.6. Cette derniére introduit une composante homopolaire sur chaque
cellule de commutation. Cette composante homopolaire sera positive pour la bobine A; et négative pour la
bobine As. D’ailleurs, le spectre de la Figure 4.7.(e), montre bien les composantes homopolaires qui s’annulent
mutuellement.

Cette composante homopolaire va avoir pour effet de saturer localement le matériaux. Lors des alternances
positive et négative, le matériau est déja sollicité. L'effet de la saturation sera d’autant plus fort & ce moment
la. Ce dernier commentaire permet d’expliquer I'atténuation de l’alternance positive de la bobine A; et de

Ialternance négative de la bobine As. Il s’agit vraisemblablement d’un effet de saturation local.
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FIGURE 4.7: Evolution du flux par bobine indépendante (A; et As) mais appartenant & la méme phase en
fonction de la position - Simulation EF 2D sur une structure possédant 12 aimants au stator et 14 dents au
rotor - Evolution en fonction de la densité de courant d’excitation 6ep. = 0A.mm =2 (a), depe = HA.mm =2 (a),
Seze = 10A.mm™2 (a) et les spectres associés (d)(e)(f)

En observant I’évolution des spectres, malgré une action locale des bobines d’excitation, il est intéressant de
remarquer que le flux total de phase reste presque sinusoidal sans composante moyenne. De part son principe
de fonctionnement, cette topologie se distingue particuliérement des autres structures existantes.

Sur la Figure 4.8, nous proposons ’évolution du flux moyen par phase en fonction de la densité de courant

d’excitation dcq. On remarque que le flux maximum est atteint pour une densité de courant nulle. L’augmen-
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tation du courant d’excitation ne permet que de défluxer la structure. En ce sens, cette topologie avec bobinage

interne se différencie complétement des structures existantes (cf. Figure 4.4).

0.45 T T T T T T T T T
04 ' ' 7 : : :
0.35
03
0.25
0.2

0.15

Maximum flux-linkage per turn (mWb)

00—51 0 -8 -6 -4 -2 0 2 4 6 8 10
Excitation current density BeXC(A.mm'z)

FIGURE 4.8: Evolution du flux par phase en fonction de la densité de courant d’excitation ez

Finalement le flux maximum dans cette structure est fixé par les aimants permanents. Ce dernier point est
particuliérement intéressant. En effet, cela signifie que dans cette topologie la puissance maximum va de pair
avec le rendement maximum. Il n’ y aura pas de pertes Joule additionnelles quand ’on fonctionne & puissance
maximum. Cela n’est pas le cas pour ’ensemble des structures précédentes.

On remarquera aussi que ’action de la bobine d’excitation est le méme quelque soit le sens du courant
d’excitation. Cela se comprend facilement en se reportant & la Figure 4.6. En effet, en inversant le sens du
courant, cela reviendrai & permuter les bobines A; et A, mais en aucun cas ne modifierai le principe de
fonctionnement. En revanche, I'inversion du sens d’alimentation introduit un petit déphasage au niveau du flux

de phase comme le souligne la Figure 4.9.(a).
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FI1GURE 4.9: Evolution du flux par phase en fonction de la position 6 pour différentes densités de courant
d’excitation degc

D’ailleurs, sur la Figure 4.9.(b), ou est présentée I’évolution du flux de phase pour différentes valeurs de la
densité de courant d’excitation d.,., on remarque bien que le déphasage s’accentue en augmentant d.... Afin
d’explorer un peu plus ce phénoméne, nous proposons a la Figure 4.10 I’évolution du flux maximum pour une
position mécanique 6,,,, = 23.5° (ce qui correspond & ’angle mécanique ou le flux de phase est maximum
pour une densité de courant d’excitation nulle) et lorsque 6,44 (0ezc), C'est & dire variable. On peut observer
que le déphasage n’est pas trés significatif car il n’engendre pas une erreur importante sur I’évalutation du flux

maximum dans la phase.
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FIGURE 4.10: Evolution du flux par phase en fonction de la densité de courant d’excitation d.,. pour une position
mécanique 0,0, = 23.5° et pour a0 (dexc)

Un dernier point que nous aborderons dans cette section concerne le bobinage d’excitation. En effet, la
disposition des bobines d’excitation au méme endroit que les bobines d’induit fait que chaque bobine d’excitation
embrassera un flux alternatif. Cependant, sur la Figure 4.11, nous montrons que le flux embrassé par I’ensemble
du bobinage DC (toutes les bobines en série) ne présente pas de variation trés importante. Au contraire, le flux
de la bobine d’excitation est pratiquement constant. Cela signifie que la FEM induite sur le bobinage DC ne

viendra pas perturber la source de tension DC outre mesure.
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FIGURE 4.11: Evolution du flux de la bobine d’excitation en fonction de la position 6 pour différentes densités
de courant d’excitation ez

4.4 Influence de I’hybridation sur les performances électromagné-

tiques des machines & commutation de flux & aimants

Dans cette section, nous essayons de déterminer 'influence de I’hybridation sur les performances des ma-
chines & aimants & commutation de flux. Cette nouvelle structure & commutation de flux étant trés proche
structurellement de la machine classique & commutation de flux & aimants, il faudrait savoir si la place allouée
a la bobine d’excitation dans I’encoche normalement dédiée uniquement a l'induit ne pénalise pas trop les
performances électromagnétriques.

Ce comparatif ne peut se faire qu’entre cette nouvelle structure hybride et la structure classique & aimants.
En effet, les autres machines & commutation de flux présentent des principes trop éloignés pour qu’un compratif

simple puisse se faire. Il faudra inévitablement passer par une phase d’optimisation pour pouvoir faire un
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comparatif.

4.4.1 Approche par les équations de puissance

Afin de proposer un comparatif qualitatif, nous baserons notre étude sur les équations de puissance générales.

En considérant ’équation 3.8, on peut déterminer la puissance maximum convertible P, ;.

Machine 4 commutation de flux 4 aimants La puissance maximum convertible par les structures MCF &
aimants P,,q., est fonction de deux termes, N1.., les ampéres.tour de courant de court-circuit et Py, le flux

d’excitation,

Pma:ca S8 NIcca-(I)exca (41)
avec
(I)eafca S Br-hah (42)
et
NIcca & 5ccu -Sinda (43)

B, étant la rémanence de 'aimant (que 'on considérera constante 1.2T) et h,, la hauteur de laimant

(saturation négligée) (hqa, = Rewt, — Rint,)-

Machine & commutation de flux double excitation avec bobinage d’excitation interne Concernant
cette structure, en ne considérant que la puissance maximum convertible et pas un régime de défluxage, il est

possible d’exprimer P, similairement,

Prazy, & Nlce,, - Pegey, (4.4)
avec
B e, & Brha, (4.5)
et
Nlee, ey, -Sind,, - (;}I:e”h) (4.6)

On remarque que l'on vient moduler la valeur de N1.., par le ratio des flux d’excitation. Sur la Figure 4.12,
une encoche est représentée, ’aire de la surface comprise entre les rayons Ry et Ro peut s’exprimer de maniére

générale comme suit,

2
2 — 2 Sa ls Ca ls
SRl,szziw(R2 Rl) ——R2 las 4_((2; d)> + 4R5 arcsin <(22J];d)>
2 2

2
Rl . (%l +lds) . (%L +lds)
+ va lasa | 4 <R1 + 4Ry arcsin R (4.7)

Cette derniére expression permettra de déterminer facilement S;,4, et Sing,. Les pertes Joule peuvent

s’exprimer ainsi,
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Py, & Sind, Sz, (4.8)

pour la machine & aimants, et

Py, o Sina,-0c, (4.9)

pour la machine hybride. La longueur active de la machine est considérée fixe.

FIGURE 4.12: Schéma de ’encoche & modéliser

4.4.2 Etude comparative entre MCF a aimants et hybride avec bobinages d’exci-

tation internes

Sur la base du modéle précédent, nous explorons 'influence de ’hybridation sur les performances de la
structure. Un coeflicient d’hybridation ¢, servira & la comparaison. On le définira comme étant le ratio des
surfaces d’induit avec et sans bobines d’excitation,

_ Sindh
Shyb = S

(4.10)

indg

A titre d’exemple, un ratio de 0.3 signifiera que 70% de la fenétre d’induit initiale sera allouée & la bobine
d’excitation. Cela signifie que plus le coefficient d’hybridation est important, plus la section dédiée a ’excitation
est faible. Dans la suite, nous proposerons plusieurs cas de figure afin d’évaluer l'influence de ¢y sur les
performances électromagnétiques. Pour ce faire nous fixerons certains parameétres géométriques. D’aprés [91],

Iouverture optimale afy de ’encoche d’'une MCF & aimants doit étre égale & la largeur de la dent [y,

lgs = Rintaly (4.11)

En effet, en diminuant la largeur de dent l45, d’'un co6té on augmente la section disponible pour ’encoche
d’induit mais d’une autre coté la dent est plus saturée et le flux d’excitation diminue. En augmentant la largeur
de la dent stator, celle-ci sera moins saturée mais a pertes Joule équivalente, le couple électromagnétique diminue.
L’équivalence proposée par Zhu [91] semble donc logique. Nous considérerons donc ces dimensions. Aussi, nous
considérerons que ’épaisseur d’aimant e, et ’épaisseur de culasse externe sont tout deux égaux a la largeur de

dent 4.

Diamétre externe fixe Premier cas considéré, lorsque le diamétre externe de la structure est fixe. Autrement
dit, nous choisissons une MCF & aimants de référence, et observons I'impact de coefficient d’hybridation ¢y

sur la puissance maximum convertible théorique.
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(a) (b)

FIGURE 4.13: Schéma de la cellule de commutation avec une diamétre externe fixe : Structure MCF & aimants
de référence (a) et structure hybride (b)

En considérant le diamétre externe fixe, nous nous retrouvons dans la situation illustrée a la Figure 4.13. 11
y a donc deux études possibles :
— Premiérement, a pertes Joule fixe, comment évolue la puissance maximum convertible en fonction du
coeflicient d’hybridation gpy 7
— Deuxiémement, lorsque la puissance maximum reste constante, comment évoluent les pertes Joule de
I'induit toujours en fonction du coefficient d’hybridation ¢y ?
Afin de répondre a la premiére interrogation, nous proposouns a la Figure 4.14, ’évolution du ration Praz,, /Pmaz,
en fonction du coefficient d’hybridation ¢, & pertes Joule d’induit fixes. La courbe présente une évolution
quadratique ce qui parait logique puisque nous imposons les pertes Joule d’induit fixes. Plus le ratio d’hybridation
est grand, plus l'on va tendre vers une puissance convertible P, proche de la puissance de la puissance

convertible par la structure MCF & aimants Pqz, -

Ratio Pz, / Praz.

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1
Hybridization coefficient ¢

FIGURE 4.14: Evolution du ratio P4z, /Pmas, €n fonction du coefficient d’hybridation ¢, avec les pertes Joule
d’induit fixes

Sur la Figure 4.15, I’évolution du ration Py, /P;, en fonction du coefficient d’hybridation ¢y, en considérant
une puissance convertible constante, est proposée. Forcement, puisque le diamétre externe est fixe (la surface
d’encoche ’est aussi), le niveau de pertes dans 'induit va augmenter en considérant une puissance convertible
constante. C’est bien ce que 1’on observe sur la Figure 4.15. A mesure que la surface de I’encoche dédiée a
I'excitation augmente (quand ¢y, diminue), les pertes Joule d’induit augmentent. A titre d’exemple, si 50% de

la surface de bobinage est alouée & au bobinage d’excitation, les pertes Joule d’induit auront doublé.
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Ratio PJh/PJa

0 0.2 0.4 0.6 0.8 1

Hybridization coefficient ¢,

FIGURE 4.15: Evolution du ratio Py, /Py, en fonction du coefficient d’hybridation ¢y, avec le ratio Ppag), / Pmaz.
fixe

Diameétre externe variable Maintenant, nous nous permettons de modifier le diamétre externe de la géo-

métrie initiale. La Figure 4.16 présente schématiquement la modification que I'on s’autorise.

(a) (b)

FIGURE 4.16: Schéma de la cellule de commutation avec une diamétre externe variable : Structure MCF &
aimants de référence (a) et structure hybride (b)

Sur la Figure 4.17 nous présentons 1’évolution du ratio Py, /Py, en fonction du ratio Reyt, /Rext, en considé-
rant la puissance convertible constante et pour différentes valeurs du coefficient d’hybridation ¢,s. Les intersec-
tions entre les caractéristiques isopuissances et la droite constante pour un ratio Py, /Py, unitaire permettent de
déterminer 'augmentation de volume nécéssaire afin de converser les mémes pertes Joule et la méme puissance
convertible. En conservant toujours le méme exemple, avec un coefficient d’hybridation ¢, = 0.7, il faudra

augmenter de 5% environ le rayon externe R, (le rayon interne Rey¢, = Reyt, restant fixe).
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Ratio PJh /P,]H

Ratio Ry, /Reat,

FIGURE 4.17: Evolution du ratio Py, /P;, en fonction du ratio Reyt, /Rezt, avec le ratio Ppaz, /Pmaz, fixe

4.5 Une structure hybride en configuration série ou paralléle ?

Dans cette section, nous essayerons de répondre & la question suivante : s’agit-il d’une structure double
excitation en configuration série ou paralléle ? En effet, nous n’avons pas encore renseigné cette question qui

est particuliérement importante du point de vue des performances en défluxage.

4.5.1 Influence du nombre de dent rotorique NN,

Nous explorons dans un premier temps l'influence du nombre de dentd rotoriqued NNV, sur les performances
en défluxage d’une structure possédant 12 aimants au stator. Deux configurations de rotor sont considérées avec

10 ou 14 dents. Nous considérerons une ouverture relative de I’encoche rotor 5, = 0.6.

Nous retrouvons bien sur la Figure 4.18.(a) ’évolution du flux d’excitation en fonction de la densité de
courant d’excitation avec uniquement un régime de défluxage quelque soit le nombre de dents rotoriques. Le
flux maximum obtenu par EF 2D pour la strcture avec 10 dents rotoriques est de @0, = 460uWb (pour
Sexe = 0A.mm™2) contre 410uWb pour la structure avec 14 dents rotor. Bien évidemment, on ne peut pas
conclure directement que la structure avec 10 dents est meilleure, cependant 1’écart avoisine les 10%. 1l faudra

explorer plus en détail I'influence de I'ouverture relative de ’encochef, qui est restée fixe ici.

Pour les deux configurations de rotor, le controle du flux est bon. En revanche, en se référant aux Figures
4.18.(b) et (c), on peut observe que la configuration avec 14 dents est plus efficace. En effet, en considérant une
densité de courant d’excitation 6., = 10A.mm ™2, le rapport de défluxage ¢ = 3 pour la configuration avec 10

dents rotoriques contre 10 pour la configuration avec 14 dents.

Cette observation est particuliérement intéressante car cela signifie que la combinaison dent stator - rotor
Ny — N, est étroitement reliée a 'efficacité des bobines d’excitation. Nous explorons ceci dans le paragraphe

suivant.
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FIGURE 4.18: Influence du nombre de dents rotoriques NN, sur les performances & vide : Evolution du flux
maximum par phase (a), du flux maximum par phase normalisé par le flux maximum & I.,. = 0A (b) et du
rapport de défluxage £ (inverse du flux normalisé) (c)

4.5.2 Perméance du bobinage d’excitation

La remarque faite dans le paragraphe précedent mais en évidence une étroite relation entre le nombre de dent
rotorique et lefficacité de la bobine. Autrement dit, il semble bien que la perméance du bobinage d’excitation
varie fortement d’une configuration rotorique a une autre. Pour la configuration avec 10 dents rotor, la perméance

de la bobine d’excitation est plus importante que dans le cas de la configuration avec 14 dents.

Pour expliquer cela, nous avons tracer les lignes de champs dans notre structure ou seules les bobines
d’excitation sont alimentées et les aimants sont remplacés par de 'air. Sur la Figure 4.19, le rotor est positionné

dans l'axe d de la machine pour les deux configurations rotoriques.

Comme on peut voir sur la Figure 4.19, nous avons représenté en rouge le trajet principal des lignes de
champs. Il est clair que le trajet emprunté par les lignes de champ de la configuration avec 10 dents rotor est
bien plus réluctante que celle avec 14 dents rotor. En effet, sur la Figure 4.19.(a), le flux principal doit traverser
Paimant (malgré la présence d’un pont magnétique de 1mm). Au contraire, dans la configuration avec 14 dents
les lignes de champ peuvent se reboucler directement par la dent adjacente car le pas dentaire rotorique 6,
est plus petit. La réluctance est donc plus faible dans cette derniére configuration, et lefficacité en terme de

controle du flux d’excitation d’autant plus grande.

Finalement, pour répondre & la question que I'on s’était posée en début de section, la classification de cette
structure hybride va dépendre de la combinaison entre le nombre de dent stator Ny et rotor IV,.. La structure
avec 14 dents rotor peut étre classée dans la catégorie double excitation paralléle alors que celle avec 10 dents

rotor est définitivement une double excitation série.
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Iron bridges Iron bridges

FIGURE 4.19: Lignes de champ créées dans la structure avec seulement les bobines d’excitation alimentées (les
aimants sont remplacés par de I’air) : 10 dents rotor (a) et 14 dents rotor (b)

4.6 Etude de la sensibilité des performances électromagnétiques a la

nuance d’aimant

Une des principales caractériques de cette structure reste la disposition des bobinages d’excitation au niveau
de I'induit et donc une place plus importante dans la direction radiale pour les aimants. Nous précisions dans
la Section 4.1 que ’on pouvait bénéficier de cette concentration de flux accrue qui permettrait :

— d’utiliser les aimants permanents terre rare NdFeBr pour des applications nécessitant un fort couple
massique ;

— ou encore, d’utiliser des aimants ferrite pour des applications faibles cofit.

L’objectif de cette section sera de mettre en évidence 'influence de trois nuances d’aimants sur les performances.
Nous considérerons donc une nuance d’aimant NbFeBr avec une rémanence B, = 1.27, une nuance NdFeBr

“plasto-aimant” avec B, = 0.67 et aussi des ferrites avec B, = 0.47.

La géométrie que l'on considérera pour cette étude est présentée & la Figure 4.20. Il s’agit d’une topologie

avec 24 aimants au stator et 20 dents rotoriques.

Nous avons conservé les dimensions du prototype présenté a la Figure 2.25, c’est & dire le méme rotor. Aussi,
les diamétres interne et externe sont conservés. Nous pouvons donc jouer uniquement sur les dimensions de la

cellule. La largeur des dents stator ainsi que celle de ’aimant ne sont pas modifiées par rapport au prototype.

Nous proposons pour cette étude de considérer deux configurations de bobinage présentées a la Figure
4.20. La premiére sera désignée par BEAm, ou UL-DCw, lorsque le bobinage d’excitation est disposé en fond
d’encoche. La seconde, BEAv ou LL-DCw, correspondra au cas inverse, lorsque le bobinage d’excitation est

disposé en aval de la bobine d’induit. La longueur active reste de 45mm (dans un premier temps).
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(c) (d)

FIGURE 4.20: Configuration des bobinages d’excitation en amont (BEAm) (UL-DCw pour Upper Located DC-
winding) (a)(c) ou en aval (BEAv) (LL-DCw pour Lower Located DC-winding) (b)(d)

4.6.1 Configuration BEAm ou BEAv : pourquoi?

En effet, on peut se demander pourquoi nous avons décidé de considérer les deux configurations de bobinage.
La réponse est simple et peut se résumer par la Figure 4.21. En explorant, les performances de cette nouvelle
structure, nous nous sommes apercu que la disposition du bobinage d’excitation en amont ou en aval du bobinage

induit influait de maniére non-négligeable sur les performances en défluxage.

o T A ]

—_
[¢)]

—_
o

[$)]

Flux maximum par phase (mWb)

m—— Structure BEAm
Structure BEAv

0 i i i i i i i i i
-10 -8 -6 -4 -2 0 2 4 6 8 10

Densité de courant d’excitation ep. (A/mm?)
FIGURE 4.21: Evolution du flux maximum par phase en fonction du courant d’excitation ez
En effet, la configuration BEAv, lorsque le bobinage d’excitation est au plus proche de I'entrefer permet un

meilleur controle du flux d’excitation. Pour expliquer cela, il faut se reporter aux Figures 4.20.(c) et (d). On

peut voir que les deux cellules sont relativement hautes ou alongées. Cela va donc favoriser les fuites d’encoches
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pour la bobine d’excitation en amont et donc diminuer I’éfficacité de cette configuration en défluxage.

4.6.2 Influence de la concentration de flux

Nous commencerons par explorer l'influence de la concentration de flux dans cette structure. Sur la Figure

4.22, nous présentons la modification que ’on s’autorise.

(a) (b)

FIGURE 4.22: Modification de la cellule de commutation de structure hybride avec bobines d’excitation internes
pour évaluer 'influence de la concentration du flux : Cellule initiale (a) et cellule modifiée (b)

Dans cette structure, la puissance convertible maximum est directement fonction du flux maximum. L’in-
fluence du ratio de concentration de flux «,

ha

he

o =

(4.12)

sur le flux maximum par phase est proposé a la Figure 4.23.(a). De maniére générale, les configurations
en “amont” (BEAm) ou en “aval” (BEAv) permettent d’atteindre le méme niveau de flux par phase. On peut
seulement noter un léger avantage pour la configuration BEAm.

Surtout, il est intéressant d’observer que pour des nuances d’aimants NdFeBr, & partir d’un ratio de concen-
tration de flux a de 0.5 — 0.6, le flux maximum atteint n’augmente plus. Au contraire, cela pénalise la structure
car le flux de phase a tendance & diminuer. On remarquera les bonnes performances & vide pour la nuance
NdFeBr “plasto-aimant” avec B, = 0.67". Le flux maximal atteint que fait pour un ratio o unitaire et reste trés
proche de la nuance NdFeBr 1.157 (19.51mWb contre 20.77mWb). Ce premier résultat met en évidence 'intérét
de l'effet de concentration du flux dans cette structure. D’ailleurs, dans le chapitre suivant, dédié & I'optimisa-
tion de ces structures, il sera intéressant de considérer la rémanence de 'aimant comme un des paramétres a

optimiser.

EAm -
EAm -
EA

o0b e g - JEEEE - DO - B

Flux maximum par phase ®,,,, (mWb)

Rapport de défluxage @00/ Pmin

=

O|EEEIIT| e

B 1.1F

5F- EAm - NdFeB 0.6 T

EAm - Ferrite 0.4 T

EAv - NdFeB 1.15 T

EAv - NdFeB 0.6T
0 : : : EAv - Ferrite 0.4T ) - - : : : : :
0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 7 0.8 0.9 1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

Ratio o Ratio o

(a) (b)

FIGURE 4.23: Influence du ratio de concentration de flux « sur le flux maximum par phase ®,,,, (a) et sur le
rapport de défluxage @00/ Pmin
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Sur la Figure 4.23.(b), l'influence de ratio « sur le rapport de défluxage @00/ Pmin €st proposé. A noter
que ®,,;, est déduit pour une densité de courant d’excitation dege = 5A.mm~2. Ce choix est arbitraire mais
correspond & une densité de courant acceptable d’un point de vue thermique (convection naturelle). De maniére
générale, plus la rémanence est importante, plus faible est le rapport de défluxage. On notera que les configu-
rations en “aval” permettent un meilleur défluxage. Nous avions déja observé ceci a la Figure 4.21, ou en effet

le controle du flux d’excitation était meilleur dans la configuration “aval” qu’ “amont”.

4.6.3 Influence de l'ouverture relative de 1’encoche rotorique [,

Maintenant que nous avons déterminé paramétriquement le ratio de concentration de flux « optimal, nous
ajustons les longueurs actives de chaque machine obtenue afin d’avoir le méme flux & vide que la structure

NdFeBr 1.15T avec un ratio de concentration du flux « de 0.6. Ci-aprés les structures modifiées :

— pour la nuance NdFeBr avec B, = 0.67, la longueur active est fixée & 48mm avec un ratio de concentration
de flux a =1;

— pour la nuance ferrite 0.47, la longueur active passe & 56mm avec o = 1.

L’idée derniére cette modification étant évaluer, méme grossiérement, I'impact sur le volume. En considérant
donc les trois structures (chacune avec deux configurations de bobinage) précédentes, nous avons modifié pa-
ramétriquement ’ouverture relative de la dent rotorique 5 = 1 — §,.. Les résultats sont présentés & la Figure
4.24.

BEAm - NdFeB 115T - L,,, = 15mm - a = 0.4 R
=@=BEAm - NdFeB 0.6T - Ly, = 48mm - a =1 .
12K =@=BEAm - Ferrite 04T - L., = 56mm - a =1 ’\' ]
= s = = = BEAv - NdFeB 1.15T - Ly, = 45mm - a = 0.6 .
= 6‘5 ‘-‘-‘BEA\'—NdF.eB 0.6T - Lje, :4{%7711)1,—(&: 1 \0\’
El = qofl BEAv - Ferrite 04T - Ly, = 56mm - a =1 o |
H =
2
= e
= <
g £
E 3 _ b 2
o 4 [===UL DCw - NdFeB 1.I5T - Ly, = 4bmm - a = 0. =
£ 145}# | == ULDCw- NdFeB 0.6T - Ly, = 48mm - a = 1 =
5 1 = = = UL DCw - Ferrite 0.4T - L., = 56mm - a = 1
E 14k O LL DCw - NdFeB 1.15T - Ly, = 45mm - o = 0.
o LL DCw - NdFeB 0.6T - Ly, = 48mm - a =1
=g LL DCw - Ferrite 04T - L., = 56mm - a =1
1 I I I I H H H H
0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 A %.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7
Ratio 3 =1- 3, Ratio =1 - f3,

(a) (b)

FIGURE 4.24: Influence de I'ouverture relative de la dent rotorique 8 sur le flux maximum par phase ®,,4, (a)
et sur le rapport de défluxage @00/ Pmin

On peut remarquer que le flux maximum est atteint pour une valeur de 5 = 0.4, pour chacune des structures
considérées. Cela nous donne une indication intéressante pour l'optimisation. Il faudra considérer a la fois
I'ouverture de la dent statorique et rotorique pendant la phase d’optimisation. En effet, ce cas précis, nous
avons considéré le stator fixe. Et on peut remarquer que l'ouverture de dent rotor optimale correspond a une

largeur de dent rotor et stator & peu prés équivalente.

Concernant, le rapport de défluxage, on peut observer que ce dernier augmente 4 mesure que l'ouverture de
la dent rotorique augmente. Cela semble logique. En effet, & mesure que 'ouverture de la dent rotor augmente,
la réluctance de la bobine d’excitation R.,. va avoir tendance & diminuer. Le controle du flux d’excitation sera

d’autant plus efficace.

Cette étude a vide est complétée en Annexe A, ot linfluence de 'ouverture d’encoche 3 sur le contenu

harmonique est étudiée.
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4.6.4 Performances en charge

Fonctionnement en moteur Nous alimentons les structures considérées précédemment avec des courants
triphasés sinusoidaux avec un angle de charge § permettant d’obtenir le couple moyen maximum & densité de
courant d’induit fixe (et densité de courant d’excitation ... nulle). L’évolution du couple moyen en fonction de

la densité de courant d’induit ;4.

——BEAm - NdFeB 1.15T - Ly, = 45mm - a = 0.4 : =@=BEAm - NdeaB 1.15T - Ly, = 45mm - a = 0.
——BEAm - NdFeB 0.6T - Lye, = 48mm - v = 1 11 = BEAm - NdFeB 0.6T - L., = 48mm - a =1 ]
. : | i
—@—BEAm - Ferrite 0.4T - Ly, = 56mm - a =1 s BEAm - Ferrite 0.4:1‘ - Ler = 56mm -a=1
125) . .. BEAv - NdFeB 1.15T - Ly, = 45mm - a = 0.6 . 1oll @ BEAV - NAFeB LI5T - Ly, = 45mm - o = 0.6 ]
© BEAv - NdFeB 0.6T - Ly, = 48mm - a = 1 @ BEAv - NdFeB 0.6T - Ly, = 48mm - a =1
@ BEAv - Ferrite 04T - L., = 56mm - a =1 1111 BEAv - Ferrite 0.4T - Ly., = 56mm - a = 1
2 100F - : :
z
g W
g 75 2
=
5 &
E]
S 50f
25F
0 1 2 3 4 5
Densité de courant d’induit efficace ;5,4 (A.m m=?) Densité de courant d’induit efficace d;,,4 (A.mm—2)

(a) (b)

FIGURE 4.25: Evolution du couple moyen maximum (a) et du ratio de controle du couple & (b) en fonction de
la densité efficace de courant d’induit §;,4

Comme précédemment, la nuance NdFeBr 0.67 présente des performances trés intéressantes. Le couple
moyen pour cette nuance d’aimant est inférieur de 4.4% au couple moyen obtenu avec des aimants NbFeBr
1.157 (108 N.m contre 113N.m) pour une densité efficace de courant d’induit de 0;,4 = 5A.mm~2. L’écart avec

des ferrites est un peu plus important car il atteint 15% (couple moyen de 96 N.m).

Comme nous ’avions observé a vide, la configuration amont présente des performances meilleures en charge
que la configuration aval. L’écart se situe au alentour de 10% ce qui ne peut étre négligé. Pour expliquer
cela, il faut se rappeler de la disposition des deux bobinages. Lorsque la bobine d’excitation est située en fond
d’encoche (configuration BEAm), nous avions montré que les performances en défluxage étaient moins bonnes a
cause des fuites d’encoches plus importantes. Ici, c’est ’effet inverse, lorsque I’induit est situé en fond d’encoche

(configuration BEAv), il va présenter plus de fuites. Les performances en charge seront donc plus faibles.

En Annexe A, une série de résultats en charge en fonctionnement moteur est proposée. Les performances en

défluxage et l'influence de 'ouverture relative de la dent rotorique 8 sont notamment proposées.

Fonctionnement en générateur Afin d’évaluer les performances en générateur, nous nous appuierons sur le
modéle couplant EF 2D - charge résistive, présenté dans la Section 3.2. Nous commencerons donc par la Figure
4.26, ou est représentée ’évolution de la puissance électrique en fonction de la position mécanique @pour les 3

structures (avec 2 configurations de bobinage). Plusieurs remarques concernant ces résultats :

— Tout d’abord, I’écart de puissance entre nuances d’aimants est trés significatif. A titre d’exemple, consi-
dérons la nuance NdFeBr 1.157 (configuration BEAm) avec une puissance de sortie de 17.5kW. La méme
configuration avec une nuance d’aimants NdFeBr 0.67 atteint difficilement 12kW. L’écart est de 32% alors
qu’en fonctionnement moteur I’écart n’était que de 4.4%. Concernant le fonctionnement moteur, cela reste
a relativiser car il aurait peut-étre fallu augmenter la densité de courant d’induit.

— Deuxiéme observation concerne I’écart entre les configurations BEAm et BEAv, il est 14 aussi trés important
(entre 38 et 40%). Dans le cas du fonctionnement générateur, c’est I'inductance de fuite d’encoche, plus

importante dans le cas de la configuration BEAv, qui vient pénaliser cette configuration.
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FIGURE 4.26: Evolution de la puissance électrique en fonction de la position mécanique 6 - 2000tr /min

Les performances de la structure en matériau ferrite sont particuliérement mauvaises si I’on s’en référe a
la Figure 4.26 (5.5kW pour la configuration BEAm). Nous proposons a la Figure 4.27, une étude portant sur
I'influence de I’épaisseur de 'aimant E,, pour cette structure ferrite uniquement. L’épaisseur de 'aimant est

augmentée tout en conservant l’ouverture d’encoche stator constante.
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FIGURE 4.27: Influence de ’épaisseur de ’aimant FE, sur la puissance de sortie - 2000tr /min

On peut observer que les performances sont bien meilleures en augmentant 1’épaisseur de ’aimant. Cela
s’explique car en augmentant ’épaisseur de l’aimant, la réaction d’induit est plus faible (entrefer équivalent
augmenté) et donc la chute de tension en charge sera elle aussi plus faible.

Cette section fit I’occasion de mettre en évidence les bonnes performances de cette structure hybride avec
bobinages d’excitation internes avec des nuances d’aimant moins nobles. L’effet de concentration de flux ac-
cru dans cette topologie est un avantage indéniable qu’il faudra exploiter. Les performances en moteur sont
particuliérement encourageantes d’aprés cette étude paramétrique. Cependant, les derniers résultats sur l'in-
fluence de ’épaisseur d’aimant en fonctionnement génératrice montre bien que cette topologie nécessite d’étre
optimisée. D’ailleurs, avant d’aborder le dernier chapitre de cette partie dédié & 'optimisation de ces structures

MCF hybrides, nous proposerons une validation expérimentale du principe de fonctionnement ainsi que des
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performances électromagnétiques dans la section suivante.

4.7 Validation expérimentale des performances

Un prototype a été réalisé, principalement afin de valider le principe de fonctionnement que nous avons décrit
dans la Section 4.3. Nous détaillerons dans un premier quelques élements de conception du protype. Ensuite,
une deuxiéme partie sera dédiée & la validation expérimentale des performances & vide. Finalement, une étude

expérimentale des performances en charge & haute vitesse sera proposée.

4.7.1 Elements de conception du prototype

La réalisation de ce prototype avait pour but principal de valider le fonctionnement. La conception de cette
machine n’a pas fait ’objet d’un dimensionnement optimal comme nous le présenterons au Chapitre 5. En effet,
nous nous sommes appuyé sur une étude paramétrique a vide et l'expérience au sein du laboratoire afin de

déterminer les principales dimensions du prototype. Il s’agit d’une structure avec 12 aimants au stator.

Influence du pont magnétique sur les courbes a4 vide Comme toute structure & commutation de flux
a aimants, les piéces ferromagnétiques en forme de U au stator forment un méme ensemble mécanique grace a
un petit pont magnétique (faible, environ 1mm). Ce pont forme un court-circuit magnétique qui vient pénaliser
un peu les performances & vide. Sur la Figure 4.28, nous représentons les courbes a vide avec et sans pont

magnétique.

0.45 T T T T T T T T T
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Maximum flux-linkage per turn (mWb)

0.05 /[ e UL-DCw - 14-teoth rotor with IB__]...... ><§
I ¢ © | ===LL-DCw - 14-teeth rotor with IB :

0 P e UL.—DCW.— 14—t.eeth rotor w.ithout. 1B :
-10 -8 -6 -4 -2 0 2 4 6 8 10
Excitation current density deze (A.mm=2)

FIGURE 4.28: Evolution du flux par phase en fonction de la densité de courant d’excitation avec et sans pont
magnétique : pour la configuration amont (UL-DCw) et aval (LL-DCw)

On remarque que pour la configuration UL-DCw avec pont magnétique (IB pour Iron Bridge), le flux
maximum atteint est de 408uWb contre 420uWb, soit une diminution de 3%. A part réduire le pont magnétique

(dans la limite de la tenue mécanique), il n’est pas possible de s’affranchir de ce probléme.

Influence de la configuration amont ou aval Toujours sur la Figure 4.28, nous présentons 1’évolution
de flux maximum en fonction de . . pour les configurations en amont et en aval. D’ailleurs, & la Figure
4.29, nous rappelons les deux configurations possibles. Contrairement a ce que 'on avait pu observer avec une
configuration 48-20 étudiée dans la section précédente (cf. Figure 4.21), il n’y a presque aucune différence entre
les deux configurations pour la machine 24-14. Cela confirme 'hypothése avancée précédemment, & savoir que
les fuites d’encoches étaient responsables de la différence observée. Ici, seulement pour les trés fortes valeurs de

la densité de courant d..., il est possible d’observer une différence.
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FIGURE 4.29: Configuration avec bobinage d’excitation en amont (UL-DCw) (a) ou en aval (LL-DCw) (b) -
Localisation des bobinages d’excitation en vert

Influence de ’ouverture de I’encoche rotorique 3, Nous proposons a la Figure 4.30.(a) I’évolution du
flux par phase en fonction de ’ouverture relative de la dent rotor 1 — 3, pour les structures 24-10 et 24-14. La
structure avec 10 dents rotoriques atteint un flux maximal de 490uWb (pour 1 — 3, = 0.44) contre 420uWb
pour la structure 24-14 (pour 1 — 3, = 0.39).

En revanche, concernant le controle du flux, le ratio de défluxage £ est meilleur pour la structure 24-14
(£ =4.7 avec 1 — 8, = 0.44) que pour la structure 24-10 (£ = 3.5 avec 1 — 3, = 0.39).
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0.44f

0.42F o ;

QAP e TG

Flux-weakening ratio &

0.38f ++v+ever e IR

Maximum flux-linkage per turn (mWb)

0.36 o q4geeth rotor| <N .- : :
0.3 0.4 0.5 0.6 0.3 0.4 0.5 0.6
Ratio =1 — 8, Ratio 3 =1 -3,
(@) (b)

F1GURE 4.30: Influence de 'ouverture relative de ’encoche rotorique S, : Evolution du flux maximum par phase
(a) et du ratio de défluxage &

4.7.2 Validation expérimentale sur le prototype

Une prototype avec 12 aimants au stator a donc été réalisé. Nous présentons ci-aprés une série de photo du
prototype a la Figure 4.31 et ses dimensions principales dans le Tableau 4.1. La structure a été réalisée dans sa
configuration aval, c’est & dire que l'induit est placé en fond d’encoche et le bobinage d’excitation est au plus
prés de Dentrefer.
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HE-FSM with

inner DC
windings
Nombre de phases ¢ 3
Nombre de dents stator Ny 24
Nombre de dents rotor N, 10 | 14
Rayon externe du stator (mm) 90
Longueur active (mm) 30
Entrefer (mm) 0.3
Rayon externe du rotor (mm) 56.2
Epaisseur des aimants (mm) 2.6
Largeur des dents rotoriques
(mm) 18 12.6
Induction rémanente (T 1.15
Nombre de tours par bobines
;OS] 85
d’excitation
Nombre de tours par bobines 60

d’induit

Table 4.1: Dimensions principales du prototype

FIGURE 4.31: Photos du prototype réalisé
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Comparatif expérimental & vide Nous avons réalisé deux rotors, 10 et 14 dents. Comme nous le disions en
introduction de cette section, ce prototype a été réalisé avant tout pour valider le principe de controle du flux
d’excitation. Grace & ces deux rotors, nous allons pouvoir mettre en évidence le passage d’une structure double
excitation série & paralléle.

A la Figure 4.32, nous présentons un relevé expérimental des FEMs efficaces en fonction du courant d’ex-
citation I.,.. Ces premiers résultats expérimentaux montrent effectivement qu’il est facile de controler le flux

d’excitation dans cette structure. Il s’agit 14 d’une premiére validation expérimentale.
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FI1GURE 4.32: Comparatif entre expérimentations et simulations EF 2D des FEMs efficaces en fonction du
courant d’excitation I... & 1500tr/min

Les simulations EF 2D restituent assez fidélement les courbes & vide relevées expérimentalement. Au niveau
de la FEMs maximale (I... = 0A4), la différence est acceptable (4 — 5%). Au niveau du défluxage, notamment
pour un courant d’excitation de 7A, ’écart est plus importante (15 — 20%). Nous n’avons pas pu expliquer ce
résultat jusqu’a présent.

Surtout, nous remarquons que la structure avec 14 dents permet un meilleur contréle de la FEMs que la
structure avec 10 dents. Effectivement, le ratio de défluxage £; pour la configuration 14 dents rotor est de
20 (expérimental) contre 7.8 dans la configuration avec 10 dents rotor. Comme nous l’avons expliqué dans la
Section 4.5, nous passons ici d'une structure hybride en configuration paralléle (14 dents) & une structure en

configuration série (10 dents). Cette observation est donc validée expérimentalement ici.

Fonctionnement en alternateur DC Le prototype a été testé sur le méme banc expérimental que celui pré-
senté a la Figure 3.13. L’idée de cette partie étant de démontrer 'intérét de cette topologie pour une application
haute vitesse.

Malheureusement, une désaimantation partielle des aimants lors du test sur la configuration 24-10 en charge

a retardé les expérimentations. La validation en charge ne sera donc pas détaillée dans ce chapitre.

Conclusion

Nous nous sommes intéressés dans ce Chapitre 4 & une nouvelle structure & commutation de flux hybride.
Au moyen de simulation EF 2D, nous avons pu expliquer comment le flux d’excitation pouvait étre controlé
dans cette structure avec bobinages d’excitation internes. En effet, une composante homopolaire (de polarité
différente) est injectée sur deux bobines consécutives appartenant a la méme phase. Ce principe de fonction-
nement a été validé avec un prototype réalisé au laboratoire. Aussi, 'influence du nombre de dents rotoriques

a été étudié et nous avons pu démontrer que cela intervenait directement sur la capacité de défluxage de la
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machine. On passe d’une structure double excitation série (10 dents rotor) & une double excitation paralléle (14
dents rotor), tout en conservant le méme stator.

Une étude théorique sur l'influence de coefficient d’hybridation a été proposée, mettant en évidence par
exemple I'impact du bobinage d’excitation sur la puissance convertible (a volume donné).

Une étude sur l'influence de la nuance d’aimant a aussi été détaillée dans ce chapitre & la fois en fonction-
nement moteur et générateur (grace au couplage circuit présenté au 3°™¢ chapitre). Trois nuances d’aimants
ont été considérées & savoir des NdFeBr 1.157, des NdFeBr “plasto-aimant “ 0.67 et enfin des ferrites 0.47'.
L’étude a montré, une fois de plus, que la forte concentration de flux de ces topologies & commutation du flux

permettait de se passer des nuances d’aimants avec une forte rémanence.
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Mise en oeuvre de la démarche de conception par optimisation

Cas des structures a commutation de flux double excitation

Introduction

L’objectif de ce chapitre est I’étude des performances des structures & commutation de flux double excitation
sur la base du modéle au premier harmonique que nous avons décrit dans le Chapitre 3.

Dans ce chapitre, nous nous intéresserons surtout & la démarche afin de la valider sur un cahier des charges
donné. Ce sera aussi I’occasion de proposer un comparatif optimisé entre les deux structures & commutation de
flux que nous avons présenté dans les Chapitres 2 et 4.

Nous présenterons dans un premier temps les différents algorithmes d’optimisation qui s’offrent & nous afin
de concevoir de maniére optimale ces structures MCF hybrides.

Ensuite, nous rappelerons le cahier des charges relatif & 'application alternateur DC recherchée. Les limita-
tions technologiques relatives & ces structures seront aussi évoquées.

Aprés avoir développé quelques aspects concernant la méthodologie mise en oeuvre, nous présenterons le

probléme d’optimisation avec les différents objectifs, contraintes et variables.

5.1 Les algorithmes d’optimisation

Quand on parle d’algorithme d’optimisation, il existe deux méthodes générales :

— Les méthodes déterministes : Elles permettent de déterminer I’optimum local d’'un probléme mono- ou
multi-objectifs. Cette derniére méthode n’est pas vraiment adaptée pour des problémes présentant des
domaines de variation importants et non-linéaires. Parmi les méthodes déterministes les plus connues,
nous pouvons citer la méthode du gradient ou encore la méthode du Simplexe.

— Les méthodes stochastiques : A contrario des méthodes déterministes, ces méthodes font intervenir une
part d’aléatoire afin de couvrir au maximum l’espace des solutions. Bien évidemment, cela permettra de
tendre vers des optimum globaux. Ces modéles sont fondés sur des prinicipes physiques ou biologiques.
Algorithmes génétiques, recuit simulé, colonies de fourmis, essaims particulaires sont autant de méthodes
stochastiques que I’on retrouve dans la littérature.

L’utilisation d’algorithmes d’optimisation se démocratisent de plus en plus ces derniéres années, que ce soit pour
la conception de machine & reluctance variable [58] ou de machines & aimants [73][41][29][57][23].

Au sein du SATIE, le théme de la conception optimale a aussi été ’objet de beaucoup d’attention. Deux
algorithmes d’optimisation ont notamment été utilisé : I’algorithme génétique Non-Dominated Sorting Genetic
Algorithm (NSGA II) et aussi algorithme I’évolutionnaire se basant sur les essaims particulaires (Particle
Swarm Optimization).

Dans ce Chapitre, nous utiliserons exclusivement 1’algorithme d’optimisation NSGA II. Le principe général

de cet algorithme a largement été détaillée dans la référence [40]. Nous y reviendrons briévement. Parmi une
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population d’individus, chacun composé de génes, un tirage aléatoire (dans les intervalles de variation que le
concepteur défini) permet d’initialiser le processus. A la suite de I’évaluation des fonctions objectifs, les meilleurs
individus sont conservés pour la génération suivante. Lors d’un renouvelement de génération, deux processus
garantissent une certaine diversité :

— les croissements : qui permettent de générer un individu fils & partir de deux ou plusieurs individus
parents. Nous considérerons un coefficient de croissement de 0.8. Les croissements permettent d’explorer
“localement” 1’espace des solutions & partir de solutions déja intéressantes (les meilleurs individus de la
génération précédente).

— les mutations : qui permettent - elles - de tendre vers des optima globaux en créant des individus fils possé-
dant des génes tirés, tout ou en partie, aléatoirement. Nous considérerons ici un coefficient de croissement
de 0.2.

5.2 Le cahier des charges

Dans ce chapitre, nous appliquons la méthodologie de conception optimale & un cahier des charges bien
défini. 11 s’agit de dimensionner une structure double excitation fonctionnant en alternateur DC capable de
débiter 10kW entre 1300 et 2000¢r/min. La Figure 5.1 résume ce cahier des charges, relativement simple.

Puissance (kW)
10
Vitesse (tr/min)
1300 2000

FIGURE 5.1: Cahier des charges de I'application alternateur DC

L’application télécom visée par cette structure n’impose pas de contraintes spécifiques sur le volume. En
revanche, la solution se doit d’étre économique tout en assurant un rendement de I'ordre de 80% (rendement
machine). Bien évidemment, ces contraintes de réalisation ou de dimensionnement vont se traduire en contraintes

algorithmiques par la suite.

5.3 Choix des contraintes, objectifs et variables d’optimisation

Dans cette section, nous détaillerons le choix des contraintes, des objectifs ainsi que des variables d’optimi-
sation. Ces choix découlent d’ailleurs en partie du cahier des charges.

5.3.1 Les objectifs de la procédure d’optimisation

Le choix de I'algorithme NSGA II nous permet de définir plusieurs objectifs afin d’obtenir un ensemble de
solution optimale qui seront représentés sous forme d’un front de Pareto.

Le cadre industriel dans lequel nous nous trouvons impose forcement que I'un des objectifs soit le cotit de la
solution. Cela & d’autant plus de sens que la solution visée est une solution & faible cott. Dans la Section 5.5,
nous détaillons justement la modélisation technico-économique de la solution.

Le second objectif sera répresenté par les pertes du systéme. Le modéle au premier harmonique ne permettant
pas d’évaluer les pertes fer, on se contentera de déterminer les pertes Joule d’induit et d’excitation. Ce deuxiéme
objectif, image du rendement, est antinomique. En effet, I’accroissement des pertes (diminution du rendement

a puissance donnée) permettra de tendre vers des solutions a plus faible cout.
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5.3.2 Les contraintes liées au cahier des charges

Comme nous le précisions, le cahier des charges est peu contraignant. Afin de simplifier I’étude, nous fixerons
quelques contraintes sous les objectifs et sur les variables optimisation.

Premiérement, nous disions que le systéme n’était pas contraint en volume. Cependant, le rayon extérieur
sera borné a 180mm. Il s’agit une contrainte que ’on s’impose car elle reste cohérente avec la solution déja
proposée par Leroy Somer.

D’autres contraintes géométriques seront fixées comme ’entrefer e égal a 0.5mm. L’ouverture relative des
dents rotoriques ne sera pas non plus modifiée. Nous conserverons une ouverture relative de 0.5. Lors de cette
optimisation, nous nous concentrerons sur les parties actives, c’est a dire le stator.

Une contrainte par rapport au pertes d’excitation qu’il convient de limiter. En effet, notamment pour la
structure hybride présentée au Chapitre 2, on se rend vite compte que le principal probléme de ces structures
hybrides réside dans le dimensionnement de I’excitation. Nous sommes obligé de magnétiser chaque cellule de
commutation ce qui entraine rapidement des pertes d’excitation trés élevées. Afin de ne pas pénaliser outre
mesure 1’électronique d’alimentation de la bobine d’excitation, une étude de cotit & permis d’établir qu’une
puissance d’excitation maximale de 12000 était admissible.

Le cas des pertes d’excitation dépendra beaucoup de la structure considérée. En effet, pour la structure
hybride avec bobinages d’excitation internes, la puissance maximum P,,,, sera dimensionnée pour une puissance
d’excitation nulle (de part son fonctionnement).

La puissance maximale convertible sera fixée & 15kW afin de satisfaire la contrainte de puissance du cahier
des charges.

Nous considérerons aussi que le flux d’excitation doit étre facilement controlé afin de satisfaire facilement
au cahier des charges. Nous imposerons donc un ratio de défluxage minimal de 2. Nous verrons par la suite

comment cela a été implémenté numériquement.

5.3.3 Les variables d’optimisation

Les variables d’optimisation vont dépendre de la structure considérée. En effet, dans ce chapitre, nous
considérerons deux structures hybrides MCF :

— Celle présentée au Chapitre 2, que 'on dénommera MCF hybride paralléle;

— Celle présentée au Chapitre 4, la MCF hybride avec bobinages d’excitation internes.

si sel ext

(a) (b)

FIGURE 5.2: Stator des structures MCF hybrides avec les paramétres associés

Comme nous le précisions, nous ne travaillerons que sur la partie active, le stator. Les deux stators des

structures évoquées ci-avant sont présentés a la Figure 5.2.
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Structure MCF hybride paralléle Concernant la structure hybride paralléle, les variables d’optimisation

seront :

— L, la longueur active de la machine;

k., le ratio des rayons interne et externe statoriques :

Rsi
kr = —— 5.1
" Rezt ( )
— k., le ratio entre 1’épaisseur de ’aimant e, et le quart du pas dentaire statorique :
e
ke, = 2N;—— 5.2
€a S WRS»L‘ ( )

— kp, le ratio entre la hauteur de la bobine d’excitation et la hauteur du stator (en limitant la hauteur de
la bobine d’induit) :
kh _ (Re:ct - Rse) — €c — dc

5.3
¢ (Remt - Rsz) — €c — dc - ﬁRsz ( )

— Rez: le rayon externe statorique.

Structure MCF hybride avec bobinages d’excitation internes Concernant la structure hybride avec
bobinages d’excitation internes, nous avons opté pour les mémes variables d’optimisation exception faite du

ratio kp, que l'on définit comme :

l
kh = erc 5.4
¢ (Remt - Rsz) — €c¢ ( )
On remarquera que le nombre de variable d’optimisation est relativement faible (5 au maximum) afin de ne

pas avoir des temps de calculs trop importants.

5.4 Mise en oeuvre de la démarche d’optimisation

A la Figure 5.3, Porganigramme de la procédure d’optimisation que nous avons mise en oeuvre est proposée.

Cette procédure s’est faite sous I’environnement Matlab avec un couplage avec le logiciel EF 2D Femm.

Concernant la partie de modélisation EF 2D, I’évaluation de la puissance maximale admissible Py, (qui
est une contrainte) sera évaluée. C’est cette partie qui est la plus coiteuse en temps de calcul. Aussi, de part
leur principe de fonctionnement bien différents, il faudra adapter la routine suivant la structure MCF hybride

considérée.

Concernant la structure MCF hybride paralléle, nous placerons directement le rotor dans ’axe d. Ensuite,
en augmentant progressivement la densité de courant d’excitation de.., nous déterminerons la courbe a vide de
la structure. Afin de ne pas augmenter trop le temps de calcul, nous considérerons 7 points sur cette courbe
a vide. Le flux maximum pour la géométrie considérée sera ainsi déterminé, ainsi que la densité de courant
d’excitation associée dexzc,, 4y - Par la suite, la densité de courant de court-circuit d.. sera déterminée par la
méthode détaillée au Chapitre 3. Le ratio de défluxage correspondra au ratio entre le flux maximum et le flux

pour une densité de courant d’excitation nulle.

Pour la géométrie MCF hybride avec bobinages d’excitation internes, le flux maximum est atteint pour une
densité de courant d’excitation nulle. Nous n’avons pas besoin de déterminer la courbe & vide. En revanche,
nous déterminerons le flux pour une densité de courant d’excitation de 5A.mm =2 afin de déterminer le ratio de

défluxage. Cette valeur est prise de maniére arbitraire.
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FIGURE 5.3: Synoptique de la procédure d’optimisation

5.5 Modélisation technico-économique

Une des deux fonctions objectifs que nous avons posé nécéssite une évaluation du cott des solutions explo-
rées. Nous nous contenterons d’évaluer le cotit des matiéres premiéres sans considérer le cotiit de I’électronique
d’alimentation. Nous 'avions précisé auparavant, la contrainte sur la puissance d’excitation maximale nous
permet de s’affranchir de ce calcul.

A partir des masses de matiéres actives, on peut facilement définir le coiit de chacune des géométries. Dans
le Tableau 5.1, le cott massique pour chaque matiére premiére est proposé. Il est bien évident qu’il s’agit de
données variables dans le temps qui sont susceptibles d’influer grandement sur les résultats de 'optimisation.
En effet, imaginons que les aimants ne présentent plus un cotit massique de 15€ /kg mais de 7.5€ /kg, équivalent
au cuivre donc. Il est fort & parier que ’algorithme d’optimisation tendra vers des solutions avec plus d’aimants,
I’objectif étant de minimiser les pertes.

Aussi, on remarquera que nous optons directement pour une solution avec des aimants ferrite (induction
rémanente de 0.47"). En effet, les aimants NdFeBr, utilisé sur les prototypes, représentent un poste de cott trop
important. Nous n’avons donc pas considérer cette nuance dans ’optimisation de ces structures.

A noter, sauf mentions contraires, que la masse de fer correspondra a la masse exacte, est non pas au carré
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| Matiére premiére | Coiit massique (€/kg) |

Fer 1.06
Cuivre 7.5
Aimants (Ferrite) 15

TABLE 5.1: Cott massique des différents matériaux

(L R?,,) comme on peut le faire classiquement. En effet, des techniques permettent de faire des découpes de

stators sectorisés (découpage Slinky) et donc permettent de diminuer les chutes.

5.6 Conception optimale de la structure M CF hybride paralléle

Nous commencerons par présenter quelques résultats d’optimisation sur la structure MCF hybride paralléle.

Différentes études de cas seront proposées et analysées.

5.6.1 Etude d’un premier cas : Rayon externe fixe

Nous considérons pour cette premiére étude une structure avec un rayon externe fixe de 180mm. Cette valeur
correspond au rayon externe des deux prototypes que nous avons réalisé. Les deux objectifs & minimiser sont

toujours le cott et les pertes Joule.

Variables d’optimisation et intervalles associés Nous considérerons 4 variables d’optimisation dans cette
étude de cas. Il s’agissait ici d’effectuer un comparatif avec le prototype réalisé. Les intervalles que nous consi-
dérons sont rappelés dans le Tableau 5.2. Nous choisirons 40 générations avec une population de 40 individus

lors de cette optimisation.

’ Variable \ Intervalle ‘

L. [60; 120]
kr 0.5;0.9]
ke, [0.5;0.98]
Fon, [0.1;1]

TABLE 5.2: Intervalles de variation des paramétres d’optimisation

Parameétres fixes Le rayon externe est bien évidemment fixé dans cette étude. Les dimensions du rotor sont
elle aussi fixées comme nous le précisions précédemment. Les grandeurs d,. et e, sont fixées égales a [y, la largeur

de la dent stator.

Contraintes d’optimisation Seules deux contraintes sont considérées ici. Celle portant sur la puissance
maximale convertible qui doit étre supérieure & 15kW, et la seule contrainte portant sur le ratio de défluxage

(au miminum égal & 2).

Analyse des résultats d’optimisation Sur la Figure 5.4, nous présentons I’ensemble des solutions optimales
obtenues ainsi que le front de Pareto (en rouge). Les deux objectifs & minimiser étaient le coit et les pertes Joule
totales. Nous avions opté pour 40 individus et 40 générations lors de cette premiére étude. Nous choisissons
3 machines sur ’ensemble des solutions Pareto-optimales. Les parameétres géométriques de ces machines sont
résumés au Tableau 5.3 et les géométries respectives sont présentées & la Figure 5.5.

On peut remarquer tout d’abord que les trois structures possédent un flux & vide pratiquement nul sans
courant d’excitation. En effet, 4 la Figure 5.5, on remarque que les aimants ferrites sont court-circuités complé-

tement. Cela est di & 'utilisation d’aimants ferrites.
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FIGURE 5.4: Front de Pareto - Pertes Joule et coit - Rayon externe fixe

| [ Lo [ R | Ke, [ Fn |
Machine A {66.49€; 14821V} | 74.6143 | 0.7949 | 0.5611 | 0.9947
Machine B {85.18€; 98617} | 73.8800 | 0.7427 | 0.6119 | 0.7706
Machine C {145.16;530.1W} | $8.2093 | 0.6356 | 0.7362 | 0.6536

TABLE 5.3: Paramétres géométriques des machines A, B et C

Ensuite les résultats que 'on obtient restent logiques. En effet, la machine A, qui présente le cott le plus faible
et les pertes Joule les plus élevées, posséde un rayon d’entrefer important (k, important pour maximiser le flux
a vide). Cela entraine une réduction de la surface bobinable au stator et donc des pertes Joule plus importante.
Au contraire, la machine C posséde des pertes Joule moins importantes (530.1WW) pour un coit beaucoup
plus important lui aussi (145.1€). Afin d’augmenter 1’espace bobinage au stator, ’algorithme d’optimisation &
tendance & diminuer k,. (diminution du rayon d’entrefer), tout en augmentant la longueur active (pour conserver

le flux a vide). Cela se paie rapidement au niveau du coiit.

Au regard des géométries obtenues, on peut facilement cibler que la problématique en terme de pertes restent
les pertes Joule d’excitation qui restent beaucoup plus importantes que les pertes Joule d’induit. D’ailleurs, pour
la machine A, le coefficient kj_ est en butée afin de maximiser la surface de I’encoche d’excitation. Nous verrons

par la suite I'influence d’une contrainte sur le niveau des pertes Joule d’excitation.

Sur le Tableau 5.4 nous précisons les postes de dépenses pour chacune des structures. On peut remarquer
que le fer représente un poste de dépense relativement constant. Cela est & mettre en relation avec le coiit
massique qui est faible comparativement aux aimants et au cuivre. En revanche, en terme de pourcentage, c’est
le poste de dépense le plus important pour la machine A (41% du cott total) contre 32% pour la machine B et
22% pour la machine C.
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(c) Machine C {145.1€;530.1W}

FIGURE 5.5: Géométrie des machines A, B et C - Rayon externe fixe

On retrouve dans ce tableau l'influence des pertes d’excitation. Lorsque la fenétre de bobinage de I’encoche
d’excitation est prise grande afin de minimiser les pertes Joule, le cotit du bobinage d’excitation explose. 11

représente pas moins de 44% du cott total de la solution C.

\ | Fer | Cuivre - Excitation | Cuivre - Induit | Aimants |
Machine A {66.49@; 1482W} 27.57€ 16.50€ 9.50€ 12.92€
Machine B {85.18@; 986.1W} 27.38€ 29.44€ 12.98€ 15.38€
Machine C {145.1@; 530.1W} 31.63€ 63.81€ 23.93€ 25.73€

TABLE 5.4: Postes de dépenses pour les machines A, B et C

Une derniére remarque concernant la solution A qui tend & minimiser la quantité d’aimants. Effectivement,
les aimants représentent le cotit massique le plus élevé dans notre exemple. C’est donc un poste de dépense

qui peut varier rapidement. L’algorithme, dans ce cas présent, a tendance a favoriser I'excitation bobinée. En
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FIGURE 5.6: Front de Pareto - Pertes Joule et coiit - Rayon externe variable

revanche, si le colit massique des aimants était sensiblement similaire & celui du cuivre, on pourrait s’attendre

& une solution favorisant une excitation aimantée.

5.6.2 FEtude a rayon externe variable

Contrairement & I’étude précédente, nous n’imposons pas le rayon externe de la machine. Nous avons donc
une cinquiéme variable R.,; avec un intervalle de variation rappelé au Tableau 5.5. Nous choisissons 50 individus

pour 50 générations.

’ Variable \ Intervalle ‘

L. [60; 120]

kr 0.5;0.9]
ke, [0.5;0.98]
Fon, [0.1; 1]
Reat | [135;180]

TABLE 5.5: Intervalles de variation des paramétres d’optimisation

Les résultats de 'optimisation sont proposés & la Figure 5.6. Nous présentons 1’ensemble des solutions
répondant aux critéres sur la puissance maximum P,,,, ainsi que les solutions Pareto-optimales. Comme précé-
demment, nous choisissons 3 structures sur le front de Pareto. Les paramétres géométriques sont rappelés dans
le Tableau 5.6. La solution & plus faible cotit (Machine A) privilégie un diamétre externe plus faible avec une
longueur active plus importante. Le rayon d’alésage est lui relativement important avec k, = 0.79. Pour les
deux autres machines (B et C), le rayon externe tend vers la butée haute. Il semble que I’algorithme maximise
Pespace disponible au stator afin de minimiser les pertes Joule (d’excitation notamment). D’ailleurs, on peut
observer que le coefficient k,. diminue en méme temps que les pertes Joule statoriques.

Nous nous sommes intéressés aux différents postes de dépense dans ces trois structures. Les résulats sont
présentés dans le Tableau 5.7. Pour la machine A présentant le plus faible cott, le fer reste le poste de dépense le
plus important (42% du cott global). Si 'on regarde 1’évolution de chaqge poste de dépense, on peut remarquer
que c’est au niveau de l’excitation (encore) que la variation est la plus forte. Entre la machine A et la machine
C, certes les pertes Joule passent de 1537W & 642.6WW, mais cela se fait au détriment de I'excitation qui voit
son cout plus que triplé (de 17.10€ a 69.85€).
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‘ ‘ La ‘ kr ‘ kea ‘ khe ‘ Remt ‘
Machine A {70.05€;1537W} | 96.1674 | 0.7905 | 0.5296 | 0.9503 | 164.9304
Machine B {87.6€;1012.7W} | 86.3094 | 0.7579 | 0.6181 | 0.8648 | 176.7172
Machine C {153.3€;642.6W } | 98.5293 | 0.6441 | 0.7565 | 0.7056 | 179.2198

TABLE 5.6: Paramétres géométriques des machines A, B et C - Rayon externe variable
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F1GURE 5.7: Géométrie des machines A, B et C - Rayon externe variable

\ | Fer | Cuivre - Excitation | Cuivre - Induit | Aimants |
Machine A {70.05@; 1537W} 29.95€ 17.10€ 9.64€ 13.36€
Machine B {87.6@; 1012.7W} 30.66€ 29.10€ 11.58€ 16.24€
Machine C {153.3‘@; 642.6W} 34.79€ 69.85€ 22.07€ 27.04€

TABLE 5.7: Postes de dépenses pour les machines A, B et C - Rayon externe variable
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F1GURE 5.8: Comparatif des solutions Pareto-optimales : Diamétre externe fixe et variable

Nous retrouvons ici des résultats assez proches de ceux que ’on avait obtenu avec un diamétre externe
fixe. D’ailleurs, la Figure 5.8, nous proposons I’évolution des solutions Pareto-optimales avec diameétre fixe et
variable. On peut observer que les deux fronts sont trés similaires. Cela semble logique puisque ’on a mis en
évidence juste avant que les solutions obtenues avec diamétre externe variable avaient tendance a tendre vers la
butée haute (180mm).

5.6.3 Influence des pertes d’excitation

2200 v v
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: Machine B
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p . : co.
2 1400
o
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8 1200
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FIGURE 5.9: Front de Pareto - Pertes Joule et cott - Rayon externe variable - Contrainte sur les pertes d’exci-
tation

Nous avons pour mettre en évidence que le dimensionnement de l'excitation restait un point critique. En
effet, comme nous 'avons précisé, 1’électronique d’alimentation n’est pas considérée dans 1’étude & partir du

moment ol I’on reste en dessous de 1200W d’excitation.
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F1cURE 5.10: Comparatif des solutions Pareto-optimales : Diamétre externe fixe et variable avec et sans
contrainte sur le niveau des pertes d’excitation

Nous imposons donc une contrainte sur les pertes d’excitation afin que ces derniéres sous inférieures a
1200W. Les résultats de 'optimisation sont proposés & la Figure 5.9. Il est intéressant de remarquer que les
solutions Pareto-optimales atteignent des niveau de pertes Joule moins importantes. Cela est la conséquence
directe de I'introduction d’une contrainte sur le niveau des pertes d’excitation. D’ailleurs cette contrainte n’a de
conséquence que sur les structures a faible cott (et donc avec un fort niveau de pertes). A la Figure 5.10, nous
proposons un comparatif avec les solutions obtenues précédemment sans la contrainte sur les pertes d’excitation.
On peut remarquer en effet que les solutions Pareto optimales sont trés proches entre elles, seules les structures
a trés faible cotlt sont impactées par cette contrainte. L’écart de coit pour la solution la moins chére (Machine
A) est respectivement de 4€ (R.,; variable) et 7.65€ (R..; fixe) soit entre 5 et 10% du cotat de la solution. Cela

n’est donc pas négligeable.

] \ Fer \ Cuivre - Excitation \ Cuivre - Induit \ Aimants ‘
| Machine A {74.75€;1291W} | 24.97€ | 20.09€ \ 13.46€ | 16.23€ |

TABLE 5.8: Postes de dépenses pour la machine A - Rayon externe variable - Contrainte sur les pertes d’excitation

5.6.4 Prise en compte des pertes fer

Une des limitations de I’approche au 1¢" harmonique reste la non prise en compte des pertes fer. Nous avions
montré que ’approche couplage circuit - EF 2D permettait de déterminer les loci d’induction dans les parties
ferromagnétiques pour ensuite appliquer un modéle de pertes fer. En revanche, le temps de calcul n’était pas
acceptable pour étre combiné avec une procédure d’optimisation.

Puisque nous ne pouvons remonter directement aux loci d’induction dans le fer, nous faisons ’hypothése
que 'ensemble des toles stator et rotor sont le siége de loci sinusoidaux d’amplitude 1.57 respectivement aux
fréquences du fondamental des loci statorique et rotorique. Nous déterminerons ainsi une valeur des pertes fer
pour chacune des structures. Bien évidemment, il ne s’agit pas 1a d’évaluer précisément le niveau de pertes fer
mais plutot de pondérer le coiit de la tole en pénalisant les structures qui seraient trop gourmandes. Dans les
Chapitres 10 et 11, la prédiction des pertes fer dans une structure MCF excitée par des bobinages DC est ménée
de maniére rigouseuse au moyen de modélisations analytiques. Ici, I’'objectif est tout autre.

Nous proposons & la Figure 5.11 les résultats de 'optimisation. Nous avons opté pour une optimisation
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FIGURE 5.11: Front de Pareto - Pertes Joule et cott - Rayon externe variable - Influence des pertes fer

‘ La, kr kea ‘ khe ‘ Remt ‘
Machine A {66.44€;3723.5W} | 67.2987 | 0.7753 | 0.7280 | 0.7996 | 174.9614
Machine B {76.71€;3502W} | 69.5073 | 0.7667 | 0.9184 | 0.8154 | 177.2876
Machine C {87.70€;3450.6W} | 67.5628 | 0.7134 | 0.7517 | 0.7261 | 176.3445

TABLE 5.9: Paramétres géométriques des machines A, B et C - Rayon externe variable - Influence des pertes fer

avec 50 générations et 50 individus. On peut remarquer rapidement une premiére chose. Les solutions Pareto-
optimales se concentrent sur un intervalle de cott plus fin, compris entre 66.44€ et 87.70€, alors que dans la
Section 5.6.2, cette intervalle était beaucoup plus large (entre 70.05€ et 185.9€).

Les parameétres géométriques des trois structures sélectionnées parmis les solutions Pareto-optimales sont
détaillés dans le Tableau 5.9 et une vue transversale est proposée a la Figure 5.12. On peut remarquer que les
3 structures sont trés proches géométriquement, avec des longueurs actives et des rayons externes trés proches.
La principale différence entre les machines A et B se fait au niveau du coefficient k., avec des aimants plus fins
pour la machine A et une surface d’encoche d’excitation légérement plus faible. La machine C posséde elle un

rayon d’alésage plus faible afin d’augmenter la fenétre bobinable de ’excitation.

Si maintenant, on s’intéresse a ’analyse du cott présentée au Tableau 5.10, on remarquera que le fer reste
une dépense & peu prés constante pour les 3 structures. Surtout, le fer & diminuer de 6.7€ (cf. Tableau 5.7 ou
le fer était a 29.95€ pour la machine A). Ce résultat est da a leffet de la pénalité que 'on a introduite au
travers des pertes fer sur la masse de toles. On voit clairement que I’algorithme privilégie les structures moins

gourmandes en fer.

] | Fer [ Cuivre - Excitation | Cuivre - Induit [ Aimants |
Machine A {66.44@; 3723.5W} 23.28€ 17.32€ 10.31€ 15.53€
Machine B {76.71€; 3502} 24.21€ 21.25€ 10.78€ 20.47€
Machine C {87.70@; 3450.6W} 23.65€ 33.20€ 13.49€ 17.34€

TABLE 5.10: Postes de dépenses pour les machines A, B et C - Rayon externe variable - Influence des pertes fer
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(c) Machine C {87.70€; 3450.6W}

FIGURE 5.12: Géométrie des machines A, B et C - Rayon externe variable - Influence des pertes fer

5.7 Conception optimale de la structure MCF hybride avec bobinages

internes

Dans cette section, nous nous intéressons a la structure MCF hybride avec bobinages internes étudiée dans

le Chapitre 4. Ce sera aussi I’occasion de comparer cette structure avec celle étudiée dans la section précédente.

5.7.1 Etude a rayon externe variable

Dans cette étude, nous travaillons & volume non-contraint. Nous considérons donc 5 variables d’optimisation
avec des intervalles de variations qui sont rapellées dans le Tableau 5.11. On remarquera par exemple que ['on
limite la place de I’excitation au maximum & 50% de la surface de I’encoche.

Les résultats de 'optimisation proposé a la Figure 5.13 ont été obtenus en considérant 40 individus pour 40

générations. Les solutions Pareto-optimales se trouvent dans une intervalle de prix de 115€ & 165€ pour des

122 Theése B. Gaussens



’ Variable \ Intervalle ‘

L. [60; 120]
kr [0.5; 0.85]
ke, [0.6;0.98]
fn, [0.1;0.5]
Rew: | [135; 180]

TABLE 5.11: Intervalles de variation des paramétres d’optimisation

‘ La ‘ kr ‘ kea ‘ khe Rezt
Machine A {115.8€;365.9W} | 68.6207 | 0.7125 | 0.9793 | 0.4791 | 177.1157
Machine B {134.3€;254.5W} | 75.2320 | 0.6891 | 0.9795 | 0.3880 | 176.6601
Machine C {165.3€;155.6W} | 98.1736 | 0.6768 | 0.7582 | 0.3235 | 178.7684

TABLE 5.12: Paramétres géométriques des machines A, B et C - Rayon externe variable

pertes Joule allant de 155W & 3661/ .

Comme précédemment, nous avons choisi 3 machines sur ce front de Pareto. Les paramétres géométriques

de ces machines sont détaillés au Tableau 5.12.

Les coupes transversales de ces trois structures sont proposées a la Figure 5.14. Premiére observation, afin
de limiter les pertes Joule d’induit, l’algorithme a tendance & allouer plus d’espace pour l'induit que pour
Pexcitation. En effet, entre la Machine A (365.9W) et la Machine C (155.6W), le coefficient kj_ passe de 47.91%
dédié a lexcitation & seulement 32.35%. En revanche, en diminuant l’espace relatif alloué a l'excitation, la
section de I’encoche doit augmenter afin d’atteindre un niveau suffisant d’Ampére.tour d’excitation (densité de
courant d’excitation fixée & 5A.mm~2). Cela va se traduire par un rayon d’alésage plus faible (k, diminue) et

une longueur active plus importante.

A noter aussi que le rayon externe se concentre vers la borne haute de son intervalle de variation. On
retrouve les résulats que nous avions mis en évidence avec la 1°7¢ structure MCF hybride. Nous avions montré

que ’algorithme avait tendance & privilégier des structures a fort diamétre.

550 ' '
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5OOF St g Machine A s
: : : Machine B
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450 :

400

350

300
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FI1GURE 5.13: Front de Pareto - Pertes Joule et cott - Rayon externe variable
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FI1GURE 5.14: Géométrie des machines A, B et C - Rayon externe variable

Aussi, comme nous ’avions fait avec la structure MCF hybride paralléle, il est intéressant d’analyser les
postes de dépense. Pour les 3 structures sélectionnées, on peut remarquer que les aimants représentent le poste
de dépense le plus important : 43, 2% du cott de la structure A, 42.6% du cott de la structrure B et enfin 36.5%
du cotit de la machine C. Le cotit massique des aimants est directement & mettre en cause dans ce résultat. En

effet, dans cette structure la puissance maximale admissible repose uniquement sur le flux créé par les aimants.

Concernant les autres postes de dépense, dans la machine A, on peut observer une équi-répartition des cotts
du fer et du cuivre (excitation et induit). Méme remarque concernant la machine B, ou l’on concéde une légére
augmentation du cuivre dédié a l'induit afin de minimiser les pertes. Finalement, la machine C voit le cott du
bobinage d’induit (toujours pour minimiser les pertes Joule) et du fer augmenter sensiblement en raison d’une

longueur active beaucoup plus importante que les deux premiéres solutions.
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] \ Fer \ Cuivre - Excitation \ Cuivre - Induit \ Aimants ‘

Machine A {115.8€;365.9W} | 21.77€ 22.80€ 21.16€ 50.05€
Machine B {134.3€;254.5W} | 23.80€ 22.99€ 30.41€ 57.15€
Machine C {165.3€;155.6W} | 33.76€ 25.87€ 45.30€ 60.37€

TABLE 5.13: Postes de dépenses pour les machines A, B et C - Rayon externe variable
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FI1GURE 5.15: Front de Pareto - Pertes Joule et cott - Rayon externe variable

5.7.2 Comparatif entre les différentes structures MCF hybrides

Nous proposons un comparatif entre les deux structures MCF hybrides que nous avons étudié jusqu’alors.
Nous considérerons les résultats d’optimisation & volume non-contraint. Nous présentons donc les solutions
Pareto-optimales dans les deux cas a la Figure 5.15.

Nous pouvons faire plusieurs remarques concernant ce résultat. Tout d’abord, il apparait clairement que
les deux structures possédent des résultats difficillement comparables. En effet, la 1°7¢ structure, MCF hybride
paralléle nous arrivons a obtenir des structures & trés faible cott (environ 70€). Au contrainte, le cotit minimal
pour la structrure MCF hybride est de 115.7€.

Pour expliquer cette différence, ’analyse du cott de ces deux structures montrent que c’est le cott des
aimants qui pénalise la structure MCF hybride avec bobinages internes. En effet, le poste de dépense “Aimants
permanents” représente 50.05€ pour la MCF hybride interne contre 13.36€ (cf. Tableau 5.7) pour la structure
MCF hybride paralléle.

Silon s’intéresse aux pertes Joule, la structure MCF hybride interne posséde peu de pertes Joule (& puissance
maximum) de part son principe de fonctionnement. En consentant un coit plus élevé, le rendement atteint sera
meilleur. Tout dépendra donc de application visée, et de 'utilisation que l'on souhaite faire de la machine.
Compte tenu du cahier des charges que I’on s’est fixé, la structure MCF hybride paralléle semble étre la meilleure
candidate grace & son faible cotit. Au contraire, sur une application & plus fort rendement, ce serait la structure
MCF hybride avec bobinages internes qui serait la plus intéressante.

Conclusion

Ce chapitre fut dédié a 'optimisation des deux structures double excitation & commutation de flux présentées
aux Chapitres 2 et 4. Aprés avoir détaillé la procédure d’optimisation mise en ceuvre, les contraintes et les
variables d’optimisation, nous avons présenté un certain nombre de résultats satisfaisants le cahier des charges

industriel. Deux fonctions objectifs devaient étre minimisées lors de cette étude : le coiit matiére de la structure
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ainsi que les pertes Joule statoriques.

Nous avons fait le choix de ne traiter uniquement des structures avec des aimants ferrites. En effet, malgré
les bonnes performances obtenues au Chapitre 4 par des structures avec des nuances NdFeBr 0.67, les difficultés
pour chiffrer cette nuance d’aimant nous ont amenés a ne pas les considérer lors de la phase de dimensionnement
optimal.

Plusieurs études ont été proposées dans ce chapitre, & volume fixe, & rayon externe variable, avec une
contrainte sur les pertes Joule, en tenant compte du niveau de pertes fer. Finalement, cela nous a permis
d’aboutir & un comparatif optimal entre les deux structures MCF hybrides. Nous avons pu montrer que dans le
cadre de I'application faible cofit recherchée, la structure MCF hybride paralléle présente de meilleurs arguments.
Au contraire, la structure MCF hybride avec bobinages d’excitation internes est pénalisée en termes de coiit
par un volume d’aimant plus élevé. Le rendement est lui bien meilleur car justement I’excitation bobinée n’est
pas nécessaire pour atteindre la puissance maximum. Cette derniére structure sera donc plus intéressante sur

une application nécessitant un rendement meilleur.
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Deuxiéme partie

Approches analytiques pour la
modélisation des structures
non-conventionnelles bidimensionelles a

exclitation statique et bobinées
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La premiére partie de ce manuscrit fut dédiée & une étude numérique de structures a double excitation
a4 commutation de flux. Nous avons essayé de répondre de maniére directe & un besoin industriel pour une
application « Alternateur DC ». Au cours de nos études, qui ont portées notamment sur le colit de ses structures
hybrides, nous avons été amenés a réfléchir & d’autres structures onéreuses en aimants permanents. Avec la
suppression des aimants, il nous est possible d’utiliser d’autres approches de modélisation, ouvrant ainsi d’autres
perspectives & ce travail.

Cette seconde partie sera donc dédiée & la modélisation analytique des structures non-conventionnelles &
excitation statique. Nous traiterons uniquement de structures excitées par des bobinages DC, le cas aimanté
sera présenté dans la 3°™¢ partie. Cette partie se divisera en 5 chapitres :

— Premiérement, un état de 'art des modélisations analytiques sera dressé. Nous reviendrons sur les diffé-

rentes méthodologies existantes. Aussi, nous rapellerons les limitations de tels modéles.

— Un second chapitre sera dédié & la modélisation analytique des structures MCF excitées par des bobinages
DC a partir des fonctions de perméance. Ce sera I'occasion de détailler particuliérement les configurations
a commutation de flux fonctionnelles. Autrement dit, nous explorerons les relations entre nombres de dents
stator Vg et rotor N,.

— Une approche basée sur la résolution formelle des équations de Maxwell sera proposée dans le Chapitre
8. La méthode sera appliquée aux structures classiques et non-conventionnelles basées sur le principe de
commutation de flux et excitées par des bobinages DC. L’approche par le tenseur de Maxwell afin d’évaluer
le couple instantané reste une méthode particuliérement précise.

— Dans le neuviéme chapitre, sur la base de la modélisation analytique présentée au Chapitre 8, nous
détaillerons une observation intéressante : les topologies & commutation de flux pourraient étre classifiées
comme des structures synchrones a fréquence nulle.

— Le Chapitre 10 sera dévolu a la modélisation analytique dans les parties ferromagnétiques d’un structure
double saillance & excitation statique. La méthode proposée se basera aussi bien sur ’approche par les
fonctions de perméance que sur la résolution formelle des équations de Maxwell. Le calcul des pertes fer
associées sera aussi détaillé dans ce chapitre.

— Finalement, les performances optimales sur la base des modéles analytiques développés précédemment

seront proposées dans le Chapitre 11.
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Etat de I'art des modélisations analytiques 2D tenant compte de

I’effet d’encoche

Le théme de la modélisation analytique électromagnétique est un théme largement développé dans la lit-
térature. Il convient donc de limiter 1’état de I'art. Les modeéles qui seront développés par la suite le seront
suivant les hypothéses de la magnétostatique. Les structures seront bidimensionnelles et plus particuliérement
cylindriques.

Les structures tridimensionnelles ne seront pas abordées dans ce travail de thése bien que certaines des
approches que nous détaillerons par la suite pourraient étre étendues aux cas 3D. Un état de l’art sur les
modélisations tridimensionnelles est proposé dans la thése de de la Barriére [103], et sur la modélisation des
machines & aimant dans cette référence [189]. On citera aussi la référence [169], ot ’auteur présente une approche
de modélisation générale 3D pour des structures cylindriques, avec ou sans zone d’encoche, en utilisant une
formulation en potentiel scalaire et un développement en séries de Fourier spatiales bidimensionnelles.

Un deuxiéme aspect dans les modélisations analytiques rencontrées dans la litérrature concerne la prise en
compte ou pas de la saillance. En effet, la modélisation d’une machine synchrone classique & aimants en surface
a largement été détaillée dans la littérature, soit par une approche ampérienne [111], soit en révolvant 1’équation
de Poisson dans la zone d’aimant [208]*. Quelque soit la méthode, le stator denté est liss¢ par 'intermédiaire
du coefficient de Carter [112]. Les phénomeénes locaux tel que l’effet d’encoche sur I'induction radiale sont mal
modélisés. Cependant, cette approximation est valide lorsque l'on s’intéresse aux valeurs intégrales comme le
flux d’excitation par exemple.

Dans le cas des structrures & commutation de flux, le champ d’entrefer est trés harmonique. C’est bien
évidemment la double saillance de la structure qui est responsable de cet effet. En revanche, en terme de
modélisation, il est inconcevable de ne pas tenir compte de l'effet d’encoche car celui-ci reste étroitement lié
au principe de fonctionnement. Nous essayerons de préciser aussi exhaustivement que possible les différentes

approches analytiques permettant de tenir compte de 'effet d’encoche.

6.1 Modélisations analytiques bidimensionnelles tenant compte de

I’effet d’encoche

Nous pouvons distinguer dans la littérature deux approches tenant compte de l'effet d’encoche :
— l'approche par les fonctions de perméance. Il s’agit en fait d’une fonction venant moduler le champ d’en-
trefer calculé dans le cas d’un entrefer lisse.
— l’approche par résolution formelle des équations de Maxwell dans les parties a faible perméabilité (aimants
permanents, entrefer et zone d’encoche).
Quelque soit la méthode considérée, une des hypothéses fortes de ces modélisations reste la linéarité des maté-

riaux ferromagnétiques. Nous verrons pas la suite les simplifications que cela entraine.

1. On citera aussi la référence [206] ou l'auteur étant la méthode au calcul du champ d’entrefer di aux courants induits.
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6.1.1 Approche par les fonctions de perméance

La modélisation par fonctions de perméance reste une approche de modélisation trés souvent employée par

de nombreux auteurs. Nous pouvons distinguer quatre approches dans la littérature :

— Premiérement, une approche par la transformation conforme. Carter fut d’ailleurs 'un des premiers a
utiliser la transformation conforme pour déterminer son fameux coefficient. Zhu, dans la référence [207],
en reprenant le travail de [133], propose une fonction de modulation de 'induction radiale d’entrefer. Pour
ce faire, il suppose une encoche infiniment profonde et aucune intéraction entre encoches. Markovic, dans
son travail de thése [165][166], a proposé une solution permettant de tenir compte de l'intéraction entre
encoches mais aussi du fond d’encoche. Cependant, cette méthode requiert une transformation conforme
numérique, on ne peut donc pas obtenir une expression analytique de la solution. On remarquera que
ces approches viennent moduler uniquement la composante radiale (pour une structure cylindrique) de
I'induction. La seconde composante de ’induction n’est pas considérée dans ces approches. Pour palier a
cela, les auteurs de la référence [151], propose de calculer dans un premier temps la composante radiale
en se servant de la fonction de modulation proposée par Zhu. Cette expression de I'induction radiale sert
alors de conditions aux limites pour recalculer le potentiel scalaire dans I’entrefer et donc déterminer les
deux composantes de I'induction.

— Une seconde approche doit étre signalée. Il s’agit des fonctions de perméances complexes. Cette méthode
a été proposée par Zarko [203][202] et s’appuie sur une exploitation plus grande des propriétés de la
transformation complexe. La composante imaginaire permet de remonter au champ tangentiel tout en
tenant compte de 'influence mutuelle entre encoches. Les résultats obtenus avec cette approche sur des
machines & aimants en surface [108][110] sont convaincants. Cependant, comme cela est signalé dans
Particle [215], cette méthode est beaucoup plus coiteuse en temps de calcul comparativement a la fonction
de perméance développée par Zhu.

— Une troisiéme approche afin de déterminer une fonction de modulation s’appuie sur des lignes de champ
idéalisées sous une encoche. Cette derniére approche est particuliérement efficace pour des structures a
faible entrefer et surtout double saillante, telles que les machines asynchrones [137], les machines & aimants
permanents synchro-reluctantes [162], synchrones & poles saillants [122] ou encore & aimants permanents
en surface [178] ou “Halbach type”[182]. Ces modéles ont particuliérement été utilisées afin d’étudier les
problématiques de bruit des machines [191][143][154]. Ces fonctions de modulation idéalisées sont trés
efficaces en terme de temps de calcul, d’autant plus quand on traite une structure & double saillance. En
revanche, seul la composante radiale est calculée.

— La quatriéme approche pourrait étre plutdt associée & des modélisations de type semi-numérique car elle
fait appel a des techniques de discrétisation spatiale. Nous ne détaillerons pas plus cette approche mais le

lecteur intéressé peut se rapporter a la référence [142].

6.1.2 Approche par la résolution formelle des équations de Maxwell

La résolution formelle des équations de Maxwell devient au fur et & mesure des années une technique de
plus en plus utilisée. En effet, elle permet d’obtenir, toujours sous couvert d’un matériau magnétique linéaire,
les champs tangentiel et radial d’entrefer avec une trés bonne précision. Cela permet notamment de calculer les
couples de détente, les ondulations de couple en charge ou encore les forces magnétiques de maniére fidéle.

L’idée générale de cette approche est de déterminer I’expression générale du potentiel, scalaire ou vecteur,
dans différentes zones de la machine. C’est d’ailleurs pour cela que I'on parle de subdomain model dans les
communications internationales. Une fois que ’expression du potentiel est obtenu, les conditions aux limites
sont appliquées a l'interface entre chaque zones afin de déterminer le potentiel de maniére numérique. Nous
reviendrons dans le Chapitre 7 sur la méthodologie relative a cette approche analytique.

Difficile d’établir avec exactitude 1’origine de tels modéles, mais nous pouvons citer Ittstein [145] ou encore
Ackermann [93] qui sont parmis les premiers & appliquer cette méthode dans les années 90. Depuis, de nombreux
travaux ont fait ’'objet d’une publication concernant des structures radiales [162][160][153][105][126][148][163][104],
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axiales [204][99]ou encore linéaires (plane ou tubulaire) [194][194][107][193][136][94].

La tendance actuelle est d’appliquer ces modéles & des structures de plus en plus réalistes et complexes,
telles que les structures & double excitation [100][109] ou encore des structures & aimants en surface avec des
becs d’encoche [198][199][102][190]. Aussi, certains auteurs ont utilisé de tes modéles afin d’étudier Veffet de
Pexcentricité du rotor [152][151][150][157][132].

Il faut noter que beaucoup d’équipes de recherche francaises sont particuliérement actives dans le domaine
de la modélisation analytique, Espanet et Dubas & Belfort, Barakat et Amara au Havre, Lubin & Nancy et enfin
de la Barriére & Cachan. Au niveau international, deux équipes sont particuliérement en vue, Zhu & Shieffield

et Lomonova & Eindhoven.

6.1.3 Intérét de la modélisation analytique des structures a commutation de flux

Bien souvent, les modélisations de type Elements Finis 2D sont préférées afin de déterminer les performances
électromagnétiques des structures & commutation de flux car la prise en compte de la non-linéarité du matériau
magnétique est nécéssaire. Nous ne pouvons argumenter le contraire, tant et si bien que nous avons nous méme
pris la méme voie de modélisation dans la Partie I de ce travail de thése. Alors pourquoi donc orienter notre
travail sur ce domaine particulier ?

Premiérement, c’est un domaine relativement vierge en terme de publications. Une seule publication réfé-
rencée le fut en 2010 par 1’équipe d’Eindhoven [135] portant sur la modélisation analytique d’une structure
triphasée 24-10 & aimants permanents en utilisant les techniques de développement en séries harmoniques.

Deuxiémement, les structures & commutation de flux simplement excitées par des bobines d’excitation DC
sont trés peu documentées elles aussi dans la littérature. De part leur fonctionnement, similaire 4 une machine
synchrone saillante & rotor bobinée, elles restent non saturées sur une plage de courant d’excitation. Les mo-
délisations développées par la suite seront donc valides jusqu’a une certaine valeur de la force magnétomotrice
d’excitation. Cette hypothése de linéarité reste valide dans le cas d’un fonctionnement & haute vitesse.

Aussi, dans une optique de dimensionnenment optimal, la rapidité du modéle analytique est particuliérement
intéressante afin de prédimensionner une structure.

Enfin, nous reviendrons sur la flexibilité qu’offre une approche analytique pour étudier divers phénoménes
tels que les forces magnétiques (qui induisent des vibrations ou encore du bruit d’origine électromagnétique)
ou encore une modification de la géométrie. Cette remarque est d’autant plus vraie que les structures & com-
mutation de flux sont des topologies non-conventionnelles. Elles ne sont donc pas comprises parfaitement. Nous
démontrerons dans la suite de ce travail que les modélisations analytiques développées nous ont permis de

comprendre et de mettre en évidence bons nombres de phénoménes.

6.2 Bref historique des structures & commutation de flux

Nous avions détaillé dans une Chapitre 4 les différentes topologies & commutation de flux double excitation.
Dans ce paragraphe, nous reviendrons sur ’historique général de ces structures. Pour autant que l'on sache, la
premiére machine électrique se basant sur le principe de commutation de flux fut proposée dans les années 50
par Rauch [181] (cf. Figure 6.1).

1l faudra attendre prés de 40 ans avant que l'intérét renaisse pour ces structrures ; tout d’abord avec Lipo [183]
qui travaillera sur une structure monophasée, et ensuite avec Hoang [139] qui proposera la premiére structure
triphasée excitée par des aimants?. Deux versions de machines triphasées sont proposées dans cet article. La
premiére, présentée a la Figure 6.2.(a) avec un stator sectorisée, dérive de la structure monophasée que l'on
aurait déphasée spatialement (3 machines monophasées) afin d’obtenir un systéme triphasé. La seconde posséde
un stator complet (cf. 6.2.(b)) et présente une conversion de I’énergie meilleure car effectivement toute la surface
d’entrefer est utilisée.

2. Il souligne par ailleurs que cette structure peut étre excitée par des bobinages aussi sans rentrer plus dans les détails.
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FIGURE 6.2: Structures proposées par Hoang [139] : version sectorisée (a) et version avec stator complet (b)

Dés lors, la communauté scientifique s’est emparé de cette topologie triphasée en proposant des raffinements
au niveau du design ou alors de nouvelles topologies. La majorité des recherches concernent des structures
excitées par des aimants permanents avec des études sur :

— l'amélioration des performances electromagnétiques sur la topologie classique :

— Dinfluence de la géométrie [211][209];
— réduction du couple de détente [192] [214] ou des ondulations de couple en charge [128][147];
— pertes par courants induits dans les culasses externes non-magnétiques[175], dans les bobinages d’induit
[186] ou dans les aimants [210];
— l’annulation des harmoniques de FEM [141];
— Deffet des tétes de bobines [213][121];
— D’influence du nombre de phases [187];
— D'influence du bobinage et du nombre de dents [113][114][173][115];
— Dinfluence des pertes fer [174][140] ;
— en version axiale [158][138] ou linéaire (tubulaire ou plat) [195][196][216].
— la détection de défaut par les vibrations [171] ou 'amélioration des performances en cas de défauts
[155][156][92].

— des structures multi-dents ou multi-tooth PM fluz-switching machines avec [205][116][197].

— des structures avec moins d’aimants comme la structure E-Core [118][180] ou C-Core [119][170][117].

— des structures sandwitched PM fluz-switching [129][161].

— des structures avec rotor modulaire [149][188].
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— des structures a flux transverse [201][200].

(e) (f)

FIGURE 6.3: Structure MCF a aimants : classique [139] (a), multi-dents [205] (b), E-core [118] (c), C-core [117]
(d), sandwitched [129] (e) et rotor modulaire [188] (f)

Sur la Figure 6.3, nous proposons quelques vues des structures évoquées ci-avant. Le principal grief des
structures & aimants reste leur limitation & fonctionner en défluxage, engendrant des pertes Joule additionnelles
ainsi qu’un risque de démagnétisation important. Les structures & commutation de flux hybrides constituent
donc une premiére réponse a ce probléme. Nous avons déja proposé dans le Chapitre 4 un état de l'art des
structures hybrides & commutation de flux. Nous ne reviendrons donc pas sur ces topologies.

Une autre problématique reste le cotit des structures nécéssitant des aimants permanents. D’un point de vue
industriel, 'utilisation d’aimants terre rare ne semble pas avantageuse.

Une solution repose donc dans l'utilisation de structure uniquement excitée par des bobinages DC. Comme
nous I’évoquions précédemment, aucune approche de modélisation analytique pour ces structures n’est disponible
dans la littérature. En revanche, certains auteurs présentent des études au moyen de simulations EF 2D.

Nous avons relevé deux topologies de machine & commutation de flux excitée par des bobinages. Dans les
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références [176][177][120], la machine & commutation de flux classique est présentée (les aimants sont rempla-
cés par des bobines). Une seconde structure, avec rotor modulaire, est proposée par Zulu dans les références
[218][219][220][217] (cf. Figure 6.4).

FIGURE 6.4: Structure proposée par Zulu [218][219][220][217] : Structure 12 dents stator et 8 sections au rotor
(a) et lignes de champ dans la structure (b)

Conclusion

Ce chapitre introductif avait pour vocation de présenter les différentes approches de modélisation que 1’on
peut trouver dans la littérature afin de tenir compte de l’effet d’encoche. Nous nous sommes particuliérement
intéressés aux techniques de modélisation permettant de tenir compte de I’encochage. Ce fut ’occasion de mettre
en évidence un réel besoin car effectivement peu d’auteurs se sont intéressés a la modélisation analytique de
ces machines & commutation de flux, préférant bien souvent des outils de modélisation numérique éprouvés tels
que les EF. Finalement, au travers d’un bref historique sur les structures & commutation de flux, on a aussi pu
souligner ’engouement suscité par ces structures.

Dans le chapitre suivant, nous nous intéresserons 4 la modélisation analytique des structures & commutation

de flux simplement excitées classiques multiphases & partir des fonctions de perméance.
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Modélisation analytique des structures a commutation de flux
classiques polyphasées simplement excitées par des bobinages

d’excitation : Approche par les fonctions de perméance

Introduction

Dans ce chapitre, nous développerons une approche analytique dédiée aux structures & commutation de flux
classique exictées par des bobinages DC. La géométrie que nous chercherons & modéliser est présentée a la
Figure 7.1. Dans cet exemple, nous considérons une structure triphasée avec un stator comportant un nombre

de dents statoriques N, égal a 24 et 10 dents rotoriques (N,).

Bobines d’excitation DC

FIGURE 7.1: Structure & commutation de flux 24-10 simplement excitée par des bobines d’excitation DC

Nous détaillerons dans un premier temps ’approche de modélisation par les fonctions de perméance et
précisant les hypothéses majeures qui sont faites. Nous démontrerons notamment que contrairement a la théorie
classique décrivant la modélisation par les fonctions de perméance et la calcul de la force magnétomotrice, le
potentiel scalaire du rotor est dépendant de ’angle de rototation §. Aussi, I’accent sera mis sur le calcul de la
perméance d’entrefer, ot une méthode originale pour calculer la perméance d’encoche sera proposée.

Ensuite, nous validerons le modéle par comparaison avec des simulations EF 2D linéaires!. La premiére
partie de ’étude se fera & vide pour des structures variées (mono- ou polyphasées). Nous mettrons en évidence
I’influence de la combinaison stator-rotor Ng— N,. sur les performances a vide ainsi que sur les forces magnétiques
d’entrefer agissant sur le rotor. Les expressions analytiques des grandeurs intégrales telles que le flux d’excitation

seront aussi proposées pour deux configurations de bobinages : simple et double couche. Une classification des

1. Sauf mentions contraires, les simulations EF sont toujours faites en considérant un matériau magnétique linéaire.
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machines & commutation de flux susceptibles de fonctionner sera aussi proposée.

Une seconde partie de 1’étude sera dédiée a la réaction magnétique d’induit dans ces structures. En se basant
sur I’étude a vide, il sera possible de proposer des fonctions de bobinage générale dépendant de la combinaison
Ns — N, ainsi que du nombre de phases. Les expressions générales des forces magnétomotrices d’induit seront
aussi détaillées. Le champ de réaction d’induit calculé analytiquement sera la encore confronté aux résultats de
simulations EF pour validation.

Finalement, une validation expérimentale du contenu harmonique de la FEM viendra conclure ce chapitre.

7.1 Meéthodologie pour une approche analytique des structures & double

saillance

Afin de modéliser analytiquement les structures & double saillance, et plus particuliérement ’ensemble des
structures & commutation de flux classiques simplement excitées, on se doit de développer une méthodologie
qui soit efficace (sinon aucun intérét!) mais surtout suffisamment générale pour étre adaptable et réutilisable
sur un grand nombre de structures. Compte tenu des symétries peu évidentes & traiter (bien souvent & 7 voire
4 272), nous avons opté dans ce chapitre pour une approche par fonctions de perméance. La géométrie double

saillante que l'on considérera pour cette modélisation est présentée a la Figure .

FIGURE 7.2: Géométrie double saillante avec Ny = 10 et N,. = 8

Dans la théorie classique décrivant approche par fonctions de perméance et force magnétomotrice, I’induc-

tion radiale d’entrefer B, peut s’écrire,
B, (v,0) = poFMM (v) A (v,0) (7.1)

avec FM M la force magnétomotrice d’entrefer, A la perméance d’entrefer, uy la perméabilité relative de
I’air, v une position fixe dans ’entrefer et 0 la position relative du rotor par rapport & un repére fixe initial.
Cette expression dérive directement du théoréme d’Ampére en supposant que les culasses stator et rotor sont
infiniment perméables (1 — o0). Autrement dit, cela signifie que la chute de potentiel magnétique dans les

culasses est supposée nulle. La perméance d’entrefer peut s’exprimer ainsi,

A(v,0) = (7.2)

g9(v.0)
avec g (v,0) Pentrefer équivalent de la structure considérée. La machine & commutation de flux est double

saillante, et en considérant la Figure 7.3, il est possible d’exprimer 'entrefer équivalent g (v, ) comme suit,

2. Sauf mention contraire, on parlera toujours d’angle mécanique.
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g(w,0)=e+ds(v)+ 0, (v,0) (7.3)

avec e Uentrefer effectif, et d; et ;- les entrefers additionnels introduits par la saillance statorique et rotorique.
On remarquera que la rotation est directement prise en compte dans le terme 6, (v, 6).

Al’

Stator
LN N nnnnin s

Region I
R Region 11 0—».9

U U " U U 30:(v,0)
Rotor

—_—

Q

FI1GURE 7.3: Structure & commutation de flux 24-10 simplement excitée par des bobines d’excitation DC

7.1.1 Théoréme d’Ampére généralisé aux topologies avec entrefer non-uniforme

et avec distribution des bobinages quelconque

Dans la suite de ce paragraphe, nous montrerons que ’expression de l'induction radiale B, donnée en 7.1

doit étre modifiée comme suit,

B, (v,0) = poFMM (v,0) A (v,0) (7.4)

L’unique modification apportée a ’expression 7.1 réside dans le fait que le forme magnétomotrice est fonction
de la position . Cela peut paraitre déroutant pour le lecteur car les bobinages étant fixes, il serait logique de
supposer que ce terme est indépendant de la position 6.

Afin de démontrer cela, considérons la Figure 7.4. On remarque que l'entrefer est non-uniforme avec une
distribution des bobinages quelconque. Notre idée étant de développer un modéle général, en considérant la
structure présentée & la Figure 7.4 aucunes hypothéses sur la géométrie ou le bobinage ne sont faites.

F1GURE 7.4: Topologie avec entrefer non-uniforme et avec distribution des bobinages quelconque

En appliquant le théoréme d’Ampére sous sa forme intégrale au contour I', on peut écrire
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=FMM (v) (7.5)

ou FMM (v) représente les ampéres.tour cumulés sur Uintervalle [0;v]. Comme précisé précédemment, si

I’on considére la chute de potentiel magnétique dans les culasses nulles, alors il vient

5617:&#)@: / H, (r,v).dl
r entrefer
— H, (1) g (v,0) — H, (0) g (0,0) (7.6)

AV, (1,0) AV (6)

Les termes AV et AV, correspondent simplement aux chutes de potentiel magnétique dans Ientrefer pour
les angles 0 et v. La fonction g(v, 0) représente toujours I’entrefer équivalent, qui est ici non-uniforme. A partir

de 7.5 et 7.6, on peut écrire que

FMM (v) + AV, (6)
g(v,0)

H, (v,0) = (7.7)

L’expression précédente nous permet déja de déduire que la force magnétomotrice est bien fonction de la
position 0 puisque qu’elle est définie & une chute de potentiel magnétique initiale AV} prés. On remarquera aussi
que si 'on considére un entrefer uniforme, on retombe sur 'expression 7.5. Il convient maintenant de déterminer

I’expresion de AVj. La conservation du flux d’entrefer & travers la surface d’entrefer S, nous pousse & écrire que
_)
/ Bl.d$=0 (7.8)
Se

qui peut se réécrire en considérant ’expression 7.7,

Lfer 27
/aﬁzm//ﬁwmﬁ
Se 0 0
27TFMM( ) 2 1
14
= 110L ter Romo /7.du+HT 0)g (0,0 / dv$ =0 7.9
0 AVy(9) 0

avec Ry,oy le rayon d’entrefer moyen et L., la longueur active. Finalement, la chute de potentiel magnétique
AVj peut s’écrire,

2 FMM (v -
o Bpidv 2T MM (v) A (v,6) dv 10
27 - 27 .
Jo g(yl,e)d’/ Jo A, 0).dv

AV () = —

Par la suite, nous montrerons que dans le cas des machines & commutation de flux, il est nécessaire de
déterminer la valeur de AV{ sous peine de fortes erreurs lors de I’évaluation du champ d’entrefer. Dans la
littératre, la plupart des auteurs font cette approximation (négliger AVjp). Cela étant, nous avons trouvé dans

la référence [127], la méme démonstration pour le cas d’un rotor excentré.
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7.2 Détermination analytique de la perméance dans un entrefer double

saillant

Afin de déterminer une expression analytique de I'induction radiale d’entrefer, nous avons notamment besoin
de connaitre la perméance d’entrefer A3. L’entrefer étant double saillant, nous avons choisi ’approche qui
consiste & scinder en deux ’entrefer existant pour traiter séparément les saillances statoriques. C’est finalement
ce que ’on a proposé 4 la Figure 7.3 en introduisant deux termes d; et J, correspondant aux entrefers équivalents
additionnels introduits par la saillance stator et rotor respectivement.

Nous proposerons une résolution analytique sur un motif simple constitué d’une encoche statorique en vis-
a-vis avec un rotor lisse. En dupliquant ce motif en fonction des configurations que 1’on souhaite étudier, on
pourra remonter & la perméance d’entrefer. Comme précisé dans la Chapitre 6, on retrouve plusieures approches
afin de calculer la perméance d’encoche. Deux approches visant & modéliser I'effet d’encoche seront considérées :

— La premiére, plus classique, en considérant une ligne de champ moyenne sous l’encoche, pour abouttir a

une fonction §(6) représentant enterfer additionnel introduit par ’encochage ;

— La seconde, assez originale, en résolvant de maniére formelle les équations de Maxwell dans un motif

élementaire d’encoche. La méthode du développement en série du potentiel scalaire permettra d’aboutir a

une fonction perméance réelle §(r, f) sur un seul motif, et tenant compte de toute la géométrie de 'encoche.

7.2.1 Approche par ligne de champ moyenne sous ’encoche

Cas d’une seule encoche Afin de déterminer la perméance moyenne sous I’encoche, nous considérons les
lignes de champ idéalisées proposées a la Figure 7.5. Comme on peut voir, ’hypothése faite est que I’encoche

est infiniment profonde. Les lignes de champ idéalisées décrivent aussi des arcs de cercle.

Infinitely
deep slot

BSeS

FIGURE 7.5: Trajectoires idéalisées des lignes de champ sous une encoche infiniment profonde
La perméance est une fonction ]2\,—" = 0, périodique que 'on peut définir sur lintervalle [0;6;]. L’angle v
représente une position mécanique dans 'entrefer par rapport a un repére fixe. L’angle mécanique de rotation

du rotor sera lui désigné par 6. La longueur des arcs de cercle I'; et I's s’exprime

R

' = 7R,; sin (%)
Fg = 7TR57; sin (65205 -3

) (7.11)

A partir de 7.11, il est possible de déterminer ’expression de 'entrefer additionnel d5 (v),

3. Le calcul des forces magnétomotrices d’excitation ou de réaction d’induit seront détaillées dans la suite.
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L Bsbs v
sin 2) ( -5
Bs0
275 ) co

by = | 7 T o iy e 080 (7.12)
0 Vv e [ﬁses;es]

En linéarisant cette expression, il est possible de la mettre sous forme d’une série de Fourier ’entrefer

additionnel ,(v). Aprés quelques lignes de calcul, on peut écrire que :

“+o0
0s(v) ~ a((]I) + Z a'!) cos (nN,v) + b!) sin (nN,v) (7.13)
n=1
(I)
avec la valeur moyenne a
L7
a(()l) =7 /53(1/)d1/
0
_ R (m8y)° (7.14)
6N '
et les coefficients de Fourier suivant
2 f
all) = —/53 cos (nNyv) dv
T

0
= 2 L1+ cos (2nnB)) — —— sin (27nB,) (7.15)
= TN cos (2mnfs - ﬁssln s .

et
0,
Ifg/(; )sin (nNgv) dv
n T S
0
(7.16)

(1 —cos (2mnf)) — sin (ZTrnBs)}

Ry 1
" 2N,n2 | mnf,

Fonction by parts d,(v)
e Fourier series of 0,(v)

0s(v) (mm)

1o 5.6, 6.2 .
Position v (rad)

FIGURE 7.6: Evolution de la fonction représentant d’entrefer additionnel d4(v) : Fonction réelle (7.12) et son

développement en séries de Fourier (7.13)

Sur la Figure 7.6, I’évolution de l’entrefer additionnel é5 en fonction de la position dans ’entrefer v est

présentée. Le comparatif entre le développement en série de Fourier et la fonction réelle est trés bon. Il faut
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simplement noter que ce développement en séries de Fourier est valide tant que N > 3. Cependant, une structure

avec stator possédant moins de trois encoches reste peu probable...

A la suite d’un développement similaire pour la saillance rotor, il est possible d’exprimer 4,. (v, 6) sous forme
d’une série de Fourier en tenant compte de la rotation 6,

“+o0
5 (v,0) ~ a(()H) + Z a!D cos (nN, (v — 0)) 4+ b sin (nN,. (v — 6)) (7.17)

n=1

(17)
avec la valeur moyenne a;

(IT) _ Re (77—57’)2

ag N (7.18)
et les coefficients de Fourier suivant
oD = _ Rre (14 cos (2mng,)) — 1 sin (27nf;) (7.19)
" 2NT7”L2 '/Tnﬂr
et
ASERE Ree f 1 (1 —cos (2mnf,)) — sin (27nf,) (7.20)
" 2N,n? | mnpf,

A partir des expressions 7.2, 7.3, 7.13 et 7.17, il est possible de déterminer 'entrefer équivalent g (v,6). Sur la
Figure 7.7.(a), I’évolution de l’entrefer équivalent g (v, 0) en coordonnées cylindriques pour une structure 10-6.
Le spectre de la fonction de perméance A (v,0) est proposé a la Figure 7.7.(a). On retrouve classiquement les
harmoniques introduits par les saillances stator |iN,| et rotor |iN,.|, avec i entier. On retrouve aussi l'intéraction

entre les deux ondes de perméance, c’est a dire les harmoniques ¢ [N, — N,| et i |Ns + N,|.

150/

%
g
]
210 E
£
g
<
270
0 2 4 6 8 1012 14 16 18 20 22 24 26 28 30 32 34 36 38 40
Rang des harmoniques
(a) Evolution de l’entrefer équivalent défini par la fonction (b) Décomposition harmonique de la fonction de perméance
g (v, 0 = 0) (Distance entre les deux courbes bleues) pour une A(v,0 =0)
structure 10-6 plots : 8s = B = 0.5 et Ry; = 50mm et e =

2mm

FIGURE 7.7: Modélisation analytique de l’entrefer équivalent et harmoniques d’espace de la fonction de per-
méance pour une structure 10-6

Extension au cas de deux encoches adjacentes Cette méthode peut étre étendue aux cas ot deux encoches
successives n’ont pas la méme ouverture relative. Par exemple, on pourrait étudier 'influence de la technique
de “teeth pairing” sur la forme de FEM ou sur 'ondulation de couple comme l’on réalisé différents auteurs sur
des machines a flux reversé (Flux reversal machine) [124]. Comme précédemment, les entrefers additionnels d

et 0, peuvent se mettre sous forme d’une série de Fourier. Aprés quelques pages (et erreurs) de calcul...
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1) = N N
0s(v) ~ay’ + Z al) cos (TLQI/) + (D sin <n2y> (7.21)

n=1

I
avec la valeur moyenne a(() )

Boim® ( e + 5 2h> 7.22
%o = 12N, (7.22)

et les coefficients de Fourier suivant :

2Rs; 2 .
all) = Non? {cos (ng) (Wnﬁsm sin (ngﬂsem) — cos (ngﬁsem))

+ cos (371%) (ﬂ'n 2 sin (ngﬁsind) — cos (ngﬁsind)> } (7.23)

Sind

et

2Rs; s 2 T T
V= N2 (7) .<7 )_ (7 )
by, Non? {Sln n3 (Wnﬂsem sin {15 Bsene cos (1 Bsene

+sin (?mg) (Wnﬁi sin (ngﬂsind> — cos ("gﬁsmd)> } (7.24)

De la méme maniére, on peut définir ’entrefer additionnel introduit par ’encochage du rotor comme suit

+oo
0r(v,0) ~ aén) + Z aD cos (nj\; (v — 9)) + b0 sin <n]\; (v — 9)) (7.25)

n=1

avec

Rre 2 2 + 2
afD = Tt (5, + 5r,) (7.26)
12N,

2}L€ 2 .
alD = N {cos (n%) (Wnﬂrl sin (ngﬁn> — cos (n;rﬁn))

+ cos (3ng) (m;m sin (ngﬁrz) — cos (ngﬁrz)> } (7.27)

= 5 {30 05) (s o (0550 e (054

+ sin (3ng) (ﬂnQBT sin (ngﬁrz) — cos (ngﬁr2)> } (7.28)

Cela permettra de tenir compte du fait que les encoches d’excitation et d’induit peuvent avoir des ouvertures

relatives différentes. On précise que les termes s, ., Bs,,45 Br, €t Br, correspondent respectivement a ’ouverture

relative des encoches stator d’excitation et d’induit, et rotor (deux encoches adjacentes).

7.2.2 Approche par la résolution formelle des équations Maxwell pour déterminer
la perméance d’encoche réelle
L’approche que nous proposons dans ce paragraphe va permettre de déterminer ’expression analytique de

la perméance d’encoche réelle en tenant compte des dimensions de I’encoche. L’approche générale de résolution

des équations de Maxwell sera détaillée dans la partie introductive du Chapitre 8.
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Définition du probléme, hypothéses associées et conditions aux limites Contrairement & I’approche
précédente, ’encoche n’est pas supposée infinie. Sur la Figure 7.8, on retrouve la géométrie élementaire que 1’on
souhaite modéliser avec les conditions aux limites associées. Nous considérons que les bords de ’encoche sont
radiaux afin de simplifier la résolution. R, correspond au rayon moyen d’entrefer. Nous avons divisé la géométrie
en deux zones distinctes : la région I (entrefer) et la région IT (encoche). Une solution en potentiel scalaire 1
est proposée par la suite.

L’absence de sources de champs (aimants ou densité de courant) dans la géométrie considérée nous permet

de déduire que le champ est régit par ’équation de Laplace,

A’(/J(I) =0

(7.29)
AU =

0

S

;/_\Ar

Stator
Y=0 ':

Slot
Region IT

Air-gap

[/Eiguyd
ek Smooth
Surface

FIGURE 7.8: Géométrie de ’encoche avec les conditions aux limites associées

Nous imposons le potentiel scalaire 1) = 1 au niveau de l’entrefer moyen (r = R,) alors que pour l'interface

au niveau du stator ¢ est forcé a 0. Ce faisant, les conditions aux limites suivantes peuvent étre définies,

05 0
YU (R,,v) =1 pour v € [—28; 2] (7.30)
0 Bs0 BsOs 0
(I ) = 8. _s7s s7s. 7s
P\ (Rgi,v) Opourz/E{ 5 5 }U[ 5 ,2} (7.31)
505 S
P (Reiyv) =0pour v € [ B Bs ] (7.32)
598
1/1(1) <r, j:B2 ) = 0 pour 7 € [Rg;; Rei] (7.33)
Nous considérons aussi des conditions de Neumann de part et d’autre de la région d’entrefer,
(D (p. 48
P (r£%) = 0 pour r € [Re; R (7.34)

ov

Solution générale de I’équation de Laplace dans la région I (I’entrefer) Comme nous avons rappelé
précédemment, l'expression du champ dans la région d’entrefer doit satisfare a 1’équation de Laplace 7.29, qui

peut s’exprimer en coordonnées cylindriques,
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921 9D 1 92D
or? Jr; or +r72 ov? =0 (7.35)

avec Y1) = () (r,v). La solution générale de 7.35 peut étre déterminée par la méthode de séparation des

variables r et v. Ce faisant, on peut rechercher une solution de la forme,

D (rv) = p(r)©(v) (7.36)

En considérant les conditions de Neumann 7.34, on peut rechercher des solutions de la forme,

YD (r,v) = al” (1) + Y al (r) cos {kg <u + 05)} (7.37)

2
k>1

En substituant 7.37 dans 7.35,

7\ 2 k2 T 0
- (9) > T—za,(f)cos {ke <1/+ 2” =0 (7.38)

nous obtenons un systéme formé de deux équations différentielles,

d%aq + ldag _ 0

dr? r dr

2 (7.39)
Gt (k) =0 k21
Les solutions générales des équations formant le systéme précédent sont,
ao (1) = CoIn (r) + C, (7.40)
ag (r) = C;:)rkﬁ + C,(j)r*kﬁ ,Vk>1 '
En considérant la condition aux limites définie par 7.30, on peut écrire que :
ag (Re) =1
0 (Re) (7.41)
ap (R)=0 ,Vk>1
Finalement,
Cy=1-Coln (R,
° o _(%Bl) (7.42)
d’ou
ao(r)—Coln(R )+1
—k k7= -k
ax (1) =—Cy R, [(R) " (%) ] k> 1 (7.43)
. .

La forme générale du potentiel scalaire ¢)(!) dans la région I se trouve mise sur la forme suivante
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oD (r,v) =1+ Cyln (];P) + ZC(S)

k>1

6 G) P b3

T (3) kels
() g (5)

k>1 ~ N————

Cr M
(0 S T

Les coefficients Cy et C}, seront & déterminer ultérieurement.

_1+001n( ) > G

k>1

Solution générale de I’équation de Laplace dans la région II (’encoche) La méme approche est

proposée pour ’encoche (région I7) afin de déterminer l’expression du potentiel scalaire dans cette région. La

encore, il s’agit de résoudre I’équation de Laplace donnée en 7.29,
82D 1 gy 1 920

or? + r Or 2 92

(7.45)

Toujours par la méthode de séparation des variables, et en considérant la condition aux limites 7.33, nous

recherchons des solutions de la forme,

YD (r Zb 1) (1) sin { ,6’7T9 <I/ + ﬂfS)} (7.46)

q=>1

En réinjectant cette expression dans I’équation de Laplace, Yq > 1, on peut écrire que,

d2b, 1db 2 2
q+q_< m > Cqu:o (7.47)

dr? 7 dr Bs0s ) 12

En considérant la condition aux limites 7.32, on peut écrire,

N RN
<R> (R‘) ] (7.48)

Finalement, on peut exprimer le potentiel dans la Zone (II) comme :

(Iﬁ r _qﬁﬂbs . ™ ﬂsos
() &) el ()]

ﬂ- 3 qﬁ (RSZ)(IB:-QS ( 3 )qﬂ:e& |: . ( /8598>:|
— sin v+ 7.49
< Rei ) Rei Rsi 1 Bs 93 2 ( )
—_—

“9B50s
D, A2

5 i 0
)\2( ) —(RZZ) ]sin{qﬁjes (1/+ﬁ2')] (7.50)

Les coefficients D, constituent des inconnues. Nous préciserons par la suite comment les déterminer.

by (r) = dg

II) Zd

q=>1

yall

q=1

_ZD

q>1

Conditions aux interfaces Maintenant que nous avons exprimé le potentiel dans chacune des régions, il

va falloir exprimer les conditions aux interfaces afin de déterminer les coefficients inconnus Cy, Cj et D,. La
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détermination de ces coeflicients ne peut se faire de maniére directe , tout simplement car les fréquences spatiales

entre chaque zone différent. Nous aurons donc recours & la méthode des intégrales de frontiére.

Continuité du potentiel en »r = R,; La premiére condition que I’on doit assurer concerne la continuité

du pontentiel scalaire & 'interface entre les deux zones. En considérant que le potentiel est continu sur 'interface,

on peut écrire que

Os. _ Bsbs Bsbs . 0o
D (Ryi,v) = ’ vye[ 2 Q}U{Q’A (7.51)
WUID (R v) Vv e [ ﬁQGs;ﬁSQGS}
que l'on peut encore écrire,
R; ey T 0
1+Co1n( )+ZCk 1—)\1( ) cos[k(y+>]
k>1 Re 93 2
_ Bsbs Bsbs . 04
0 Vv € [ 5 ] U [ 5 7?}
- (7.52)

E

QD

)
[E—1

.
) Bs0s 1} sln{ 6595 (1/—|— %)} ,VZ/E[ 2 P55

Le deuxiéme terme de I’égalité (7.52) doit étre développé sous forme une série de Fourier sur l'intervale

Y1 D [/\2 (

[—%: %] avec pour valeur moyenne
1+ Gl (R”) . 22 " ﬂ b )| g
+ Cpln : :—/ ( ) — sin{q <I/+(k>:|l/
Re 93 o, 2 e'L ﬂses 2
-2
5.0
s 2
Bs0s u ﬁsas
D, | A —1 i d
> 2( ) ] /Sm[qﬂses<”+ 2 )] Y
a1 Bala
2
1 R\ 17s%s
:?ZDQ A (Rm) — 1| a, (7.53)
g1

_k
Rsi 0
in (2) 7]
Bs0s
2 i Ry; 15,05 . [ Bses 1 [ 05 |
= 975 / q>1Dq Ao (Rei) — 1| sin _qﬁs9s <V+ 5 > cos ke—s <u+2)_ dv
_Bsbs 9F
2
Babs
2 Rsi qﬁ . [ ™ ﬁses | [ 95 ]
= I;Dq Ay <R6i> — 11 / sin _qﬁses (1/+ N > cos k@ (z/+ 2)_ dv
qz 55295
Qg k
2) R..\ 9505
:?ZD(] AQ(Rsz) _1] gk (7.54)
s a>1 et
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Continuité de la dérivée normale du potentiel en r = R;; La deuxiéme condition que I'on doit
assurer concerne la continuité de la dérivé normale du potentiel, toujours & 'interface entre les deux zones. En
considérant que la dérivée normale du potentiel est continue en r = R; (continuité de la composante normale

de B entre deux milieux de méme permeéabilité), on peut écrire la relation suivante,

oyt _ oypUD B.bs Bibs
or |T:Rsi_7 |7‘:Rsz‘ Ve |- 9 ' 9 (755)

Sachant que

aql}(l) CO T 1 T kelsil )\1 T 7k9L571 ™ 95
= — — k k— _2
Br T + (9 Z Ck Rsz RM> + RT» R7- €08 98 v 2

¥ k1 ~— ~—
L )\3 >\4
Co 7 [ r o\ Fe ! r\ RE ! T 0
= — 4+ — kCy | A M= k— — 7.56
r +ask§>:l k7 Rsi> tM R cos g\t (7.56)

et

oD T X [ r \"Fn Tt ro\vE 7r Bs0s
= D
or Bses ; Eat Rei Rei * Rsi Raz S qﬂsas v 2
_k5 >\3
T [ r O\ 9% ! r\ 9Fes ! s B0
= D, | A s i — .
70 21 () () nlogy (4 57)] o

Finalement, Yq > 1, on peut écrire que,

Rsi qﬁil
ﬁﬁo ¢Dq As(R) + A3
/35;295
- Co I ) 0\ | . B,
R /8593 / RSi + 973 ];1 ka )\3 + )\4 ( € ) o8 kes v + 5 . qﬂses Y + T dl/
_ BsOs =

(7.58)

En développant cette intégrale,

Theése B. Gaussens 155



™ Rsi qﬁszsil
ﬁSHSqu )\5 (Rm> +>\3
BsOs
. 2 C() . ™ 6595
5.0, R / o (qﬂsos (” 2 ))dl’
ﬂa;zf%
T o o P o 7295(:05 B2 (v 2 Y sin (g2 (w4 2% ) Y ay
B3 E>1 TR o 05 2 qﬂsas 2
aqyk
2 Cy 2w R; —kg -1
=33 R‘aq—ﬁ—WZka s+ (4 agr  (7.59)
sVs cl sVg E>1 e

A partir de 7.53, 7.54 et 7.59, I’ensemble des inconnues Cy, Cj et D, peuvent étre déterminées. Nous
détaillerons par la suite la méthode utilisée.

Détermination des intégrales o, et o, L’intégrale o, est développée ci-aprés, pour deux cas de

figures,
Vg # Bk,
0 0 0 o
gk = cos <k (V + S)) sin (q <1/ + S)) dv
) / 0. \"" 2 o " 2
~ Bsbsq (cos ("—7r (1—8s)) — cos (k—7r (1+85)) (=1)9)
- TR @) (o
Vq = Bsk,

gk = 55295 {sin (k; (Bs = 1)> + 27;& <cos <k2” (1- &)) — cos (k; (1+ 3@))} (7.61)

On pourrait aussi exprimer «q j sous forme de sinus cardinaux*

’

Qgp = ﬂ‘fs {sin (g (q+ k)) sinc <Q+2ﬂk> +sin (g (q— k)) sine <q2ﬂk) } (7.62)

Cela permettra lors de I'implémentation numérique de s’affranchir d’un test inévitable sur la condition

d’égalité ou d’inégalité des termes ¢ et Ssk. Cela va sans dire que ce test est colteux en temps de calcul &

mesure que le nombre d’harmoniques augmente. Finalement, I'intégrale o, peut s’exprimée,

805
a, = sin (qﬁﬂﬁ (V + 53268)> dv
80 e
_ Bebs 1 (e
= (1-(-1)% (7.63)

4. Cette idée a été proposée par de la Barriére [103].
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Mise en forme du systéme d’équation Afin de déterminer les séries de coefficients Cy, Cj, et Dy, il faut
mettre les égalités 7.53, 7.54 et 7.59, sous forme matricielle. Pour faciliter la lecture, nous rappelons ci-apres les

trois égalités constituant le systéme d’équation,

Ry; 1
Coln(Re>+1:982Dq

g=1

Ao (gz) - 1] oy (7.64)

Aussi, VE > 1,

Rsi _k% 2
1_)\1(R> ]:QZDQ

S g>1

Rei qﬁ
A ( R‘@) - 1] gk (7.65)

Et enfin, Vg > 1,

2 CO 2w
= G0, R, B 2O

S k>1 €

Rsi 71{&71
A3 + g ( 7 > agr  (7.66)

Afin de déterminer le coefficient Cy, ainsi que les séries de coefficients Cj, et d,, on écrit (7.64), (7.65) et
(7.66) sous forme matricielle. Le nombre d’harmoniques reste borné a une valeur N. Cette partie est souvent
fastidieuse et souvent source d’erreur, c’est pourquoi nous prenons soin a bien la détailler. Pour ce faire on

définit les matrices et les vecteurs suivants :

0
1507
D] = {& ()" _1] (7.67)
0
NxN
. 0
T
[D,] = [1 -x (&) 95} (7.68)
0
Nx*N
0
R., \ 9705 1
Do) = | aas(F) 7T 4 (7.69)
0
NxN
0
o\ —EEL
[D4] = k {Ag + A4 ( R‘j) ] (7.70)
0
NxN
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aq

e
- aN -
Nx1
_ e _
[Cil = | Cr
Cn
L i
Nx1
_ D, _
[Dq] = Dq
Dy
L i
Nx1
Qq,1 Qg1
lage] = | agr |oularg = | arg
L Qg N L QN i
—— N—_———
Nx1 Nx1

Finalement, on peut écrire que,

WMM?%M(%?+1&RMTWHWA
\ﬁ,e_/
71
(7.65) & [Do] [Ch] = 3 lanq)” [D1][Dy]
2 2
(7:66) & 570 (D] (D] = 55— lata) Co + 55 lagal” (D [CH
\S/S/ sYs S \:fg/
Y2 Y3 Y4
Ce qui méne au systéme matriciel suivant :
" 0] a2 ][ Co -1
[0] (D] — & lakq)" [D1] Cr | =1 [0]
—y3 [ag]  —valagr]” [Da] 72 [Ds] D, (0]
—_—
L b'e U

Les coefficients sont obtenus aprés inversion de la matrice L,

X=L"'U

(7.71)

(7.72)

(7.73)

(7.74)

(7.75)

(7.76)

(7.77)
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Vérification par comparaison avec les éléments finis Dans ce paragraphe, une vérification par éléments
finis de la fonction de perméance relative calculée analytiquement est proposée. L’ensemble de la résolution
matricielle détaillée précédemment a été implémentée sous Matlab. Cela nous permet donc de déterminer la
distribution du potentiel scalaire dans chacune des régions. Il nous est aussi possible de déterminer le champ

magnétique dans la géométrie. En effet, les composantes radiale et tangentielle de H peuvent s’exprimer,

2]
Ho==r5 7.78
5 (7.78)
Hrsz

La perméance relative est obtenue en normalisant le champ H,.(R.,v) par le champ en bordure de domaine
Hr(Rea %) =2

P

(m%i@+%ﬂ (7.79)

0.145r
0.8
’E\ 0.14f
g 0.6
= 0.135)
= 0.4
g
& 0.13r
0.2
0.125¢
-m/N —nB /N 0 7B /N /N 0
s s s s S S
Position v (rad)
(a) Lignes équipotentielles du potentiel scalaire ) sous une (b) Lignes équipotentielles du potentiel scalaire ¢ sous
encoche calculées analytiquement (Ns = 24) une encoche calculées par EF (N = 24)

—— Analytical
- 2D FE

VX:| TENTISHRIINN PR

o6k ]

Relative permeance A, (v)

0—'725/N -np /N 0 np_/N /N
S S S s S S

Position v (rad)

(c¢) Perméance relative A, obtenue analytiquement et par EF 2D

FI1GURE 7.9: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour ’évaluation de la perméance relative réelle sous

I'encoche : § = 4mm, Bs = 0.5, Dy = 253.2mm et H, = 20mm

Dans la suite, différentes configurations sont étudiées pour valider pleinement le modéle. Nous commencerons
avec la Figure 7.9 ot nous considérons ’encoche une structure avec 24 dents stator et un entrefer de 8mm. Comme
on peut le voir, la distribution analytique du potentiel scalaire dans toute la géométrie sont en bon accord avec
la distribution obtenue par EF 2D. Surtout, on peut voir que les conditions & 'interface entre les deux zones sont

parfaitement respectées. Une deuxiéme remarque concerne 1’évolution de la fonction de perméance relative qui
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est présentée dans la Figure 7.9.(c). La encore, le comparatif avec les EF 2D montre une bonne évaluation de la
fonction de perméance relative par le modéle formel. Surtout, il est intéressant de remarquer que la perméance
relative commence & diminuer avant le bord d’encoche (v = iﬁj\s,—’r) C’est a dire que le champ commence a
décroitre avant que 'on se trouve en vis-a-vis de 'encoche. Ce phénoméne physique n’est pas identifiable avec

la fonction de perméance développée dans la partie 7.2.1.

0.145r
0.8
= 0.14f
g 0.6
@ 0.135
3
5 0.4
&
~
0.131 0.2
e L n n T e——— 0
“uN “7B/N_0 xpN N
S s s s S s
Position v (rad)
——
(a) Lignes équipotentielles du potentiel scalaire 1 sous une (b) Lignes équipotentielles du potentiel scalaire ¢ sous une
encoche calculées analytiquement (Ns = 24) avec v = 0.2 encoche calculées par EF (N = 24) avec o = 0.2

1 L]
[ —— Analytical
< - 2D FE
< 0.8F b
<
o) :
Q :
] : : -
g :
8 5
)
> : : :
= 5 5 5
Q
"
0 s s s
-m/N -3 /N 0 =B /N m/N
s s s s s s

Position v (rad)

(¢) Perméance relative A, analytiquement et par EF 2D

FIGURE 7.10: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour I’évaluation de la perméance relative réelle
sous I’encoche : § = 0.25mm, 8, = 0.2, Dy = 253.2mm et Hs, = 20mm

Sur les Figures 7.10, 7.11 et 7.12, nous étudions l'influence de 'ouverture d’encoche sur ’évolution de la
fonction de perméance. On peut observer qu’a mesure que 'ouverture relative de I’encoche stator 85 augmente,
le champ pénétre de plus en plus dans ’encoche. Cela signifie que I’hypothése d’une encoche infiniment profonde
reste valide pour les entrefers faibles. En revanche, lorsque 85 augmente, on observe trés clairement ’'interaction

avec le fond d’encoche.

Une deuxiéme remarque concerne la variation du champ proche de 'ouverture d’encoche. Contrairement
au cas précédent, cette fois ci, la chute de la fonction de perméance est plus subite et intervient proche de
V= i‘j\,—“ L’entrefer considéré ici est bien plus faible qu’au cas précédent, e = 0.5mm. Cela signifie que dans

le cas de structure avec entrefer faible, 'approche par ligne de champ moyenne est une approche valide.
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SN, -nBN, 0 BN, N, 0
Position v (rad)
(a) Lignes équipotentielles du potentiel sca- (b) Lignes équipotentielles du potentiel sca-
laire 1 sous une encoche calculées analytique- laire 1 sous une encoche calculées par EF
ment (Ng = 24) avec a = 0.5 (Ns = 24) avec a = 0.5

.| —— Analytical
2D FE

o
©

o o
IS )

Relative permeance A, (v)
o
[®)

Yy BN 0 BN N
S S S S S
Position v (rad)

(¢) Perméance relative A, analytiquement et par EF
2D

FIGURE 7.11: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour ’évaluation de la perméance relative réelle

sous l'encoche : § = 0.25mm, s = 0.5, Dy = 253.2mm et Hs, = 20mm

0.145
0.8
E 0.14]
E 0.6
': 0.135
~
0.13 02
—n/N;nBs/;;ls 0 - n[;s/NSMNS 0
Position v (rad)
(a) Lignes équipotentielles du potentiel sca- (b) Lignes équipotentielles du potentiel
laire 1 sous une encoche calculées analytique- scalaire v sous une encoche calculées
ment (Ng = 24) avec a = 0.8 par EF (N; = 24) avec o = 0.8

< :
- 0.8F —— Analytical 4
<
8 2D7FE
B 0B B 1
o
g
)
D-104- PR KRR L IR R IR R LR IR IR IRTRIRTEEY CIRRRTTag
o
Z
e}
S 02f 1
~
IN BN 0 TB/N. N
s s s s s s

Position v (rad)

(¢) Perméance relative A, analytiquement et par EF 2D

F1cURE 7.12: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour I’évaluation de la perméance relative réelle

sous I’encoche : £ = 0.25mm, Bs = 0.8, Dy = 253.2mm et Hy; = 20mm
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De la fonction de perméance relative a la fonction de perméance réelle de I’entrefer double
saillant Jusqu’a présent, nous avons proposé la maniére de calculer la fonction de perméance A,  pour le
stator uniquement. La méme démarche doit étre réitérée pour calculer la fonction de perméance A, pour le
rotor mais nous ne la détaillerons pas ici dans un soucis de synthése. L’expression de la perméance d’entrefer

de la structure double saillante peut s’exprimer,

2 A (VA (v,0)
A =7 <Ars W)+ A e)) (7.80)

7.3 Calcul de 'induction radiale d’entrefer & vide

Maintenant que le calcul de la fonction de perméance a été détaillé, nous préciserons dans cette section le
calcul de 'induction B, dans ’entrefer en fonctionnement & vide. Pour ce faire, nous proposerons une expression
générale de la force magnétomotrice d’excitation F'M M,,.. Nous comparerons les résultats analytiques avec de
nombreuses simulations EF. Ce sera ’occasion de proposer une classification des structures & commutation de
flux classiques. L’expression générale des grandeurs intégrales telles que le flux ou la FEM sera détaillé suivant

la classification de la structure considérée.

7.3.1 Force magnétomotrice créée par les bobinages d’excitation

Sur la Figure 9.3, la distribution du bobinage d’excitation dans une structure classique est présentée avec

la FMM associée. La FMM d’excitation est une fonction % périodique que l'on peut définir sur 'intervalle
{0; iﬂ;

el € [0; 2]
"Lsée:cc ,Vl/ c -ﬁsées : 98 92— %):|
FMMepe (v) = =g (v —26,) ,Wve |0, (2-5%):0, (2+ % (7.81)
—Nsleze I s . s
teloae Vv € |0s 24+ 52):0, (42
ele (v —40,) Vv e |0, (4= 5 )40,
La FMM d’excitation peut s’exprimer sous la forme d’une série de Fourier
400 N
FMMeye (v) ~ Z by, sin (njy) (7.82)
n=1,3,5...
avec
40, N
2 s
b, = T / FMM.,. (v)sin <n4y> dv
0
SI€CEC . S
_ Bralese (nﬂ ”) (7.83)
Bs (nm) 4

Cette derniére expression est valide quelque soit le nombre de phases ¢ pour une configuration MCF classique.
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FI1GURE 7.13: Distribution du bobinage d’excitation et force magnétomotrice associée

7.3.2 Prédiction du champ d’entrefer a vide par le modéle analytique et compa-

raison avec des simulations EF 2D

Maintenant que nous avons déterminé une expression de la force magnétomotrice d’excitation F'M M., il
est possible de déterminer le champ d’entrefer en considérant ’expression 7.4. Nous considérerons dans cette
partie & vide la fonction de perméance déterminée a partir des lignes de champ moyennes sur I’encoche. Nous

rappelons par ailleurs que l’expression de la force magnétotrice F M M., (v,0) s’exprime comme suit,

FMM,,. (v,0) = FMM.,. (v) + AV, (6)

avec

JET MMFoye (v) A (v, 6) dv

A% (0) =~ fozTrA(l/,G)dV

(7.84)

Structures monophasées Nous commencerons par comparer les prédictions du champ d’entrefer avec des
simulations EF 2D dans le cas le plus simple, c’est a dire des configurations monophasées. Pour ces structures
4 commutation de flux monophasées, les combinaisons entre nombre de dents rotoriques IV, et statoriques Ny

sont définies par,

N, = 2N, (7.85)

Sur la Figure 7.14, nous considérons une structure monophasée 12-6. Nous comparons le champ d’entrefer
calculé & vide et obtenu par EF 2D pour différentes positions du rotor et une force magnétomotrice d’excitation
1200A.tr. La distribution obtenue analytiquement est trés fidéle aux simulations EF 2D avec un écart au niveau

des pics d’induction de I'ordre de 3%.

Nous avons représenté la localisation d’une bobine d’induit sur les distributions d’induction. Il est intéressant
d’observer directement le phénoméne de commutation du flux localement. En effet, on peut voir clairement une

inversion du flux sous le pas de bobinage qui permet d’obtenir un flux d’excitation bipolaire.
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(e) Evolution de l'induction radiale B, au niveau de l’entrefer (f) Lignes équipotentielles du potentiel
moyen (r = %) calculée analytiquement et par EF 2D (flux vecteur A dans la structure 12-6 plots :
minimum) : Bs = 0.6 et Lgs = Lg, Position & flux minimum

FI1GURE 7.14: Comparatif entre le modéle analytique et EF 2D pour une structure monophasée 12-6 plots et
pour différentes positions du rotor

Influence du courant d’excitation I.,. sur I’induction radiale B, Nous considérons la configuration
monophasée 12-6 plots présentée dans le paragraphe précédent. Sur la Figure , 'influence du courant d’excitation
sur la distribution du champ d’entrefer est présentée. Comme attendu, "'amplitude des pics du champ d’excitation
est directement propositionnelle & la force magnétomotrice d’excitation avec une erreur relative constante.

Une deuxiéme remarque sur ce résultat concernant I’amplitude des pics qui est proche de 2T. Cela améne
directement & une des limitations des modélisations analytiques, & savoir peut-on considérer le modéle toujours

valide pour ces valeurs d’induction. Nous apporterons quelques élements de réponse par la suite.
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FIGURE 7.15: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure monophasée 12-6 plots pour
différents N1... d’excitation
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FI1GURE 7.16: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure monophasée 12-6 plots pour
différentes ouvertures relatives d’encoches stator; et rotor 5,

Influence de l’ouverture relative des encoches statoriques 5 et rotoriques 5. On présente ici
dans ce paragraphes des configurations peu évidentes & modéliser. Dans les deux cas de figures, présentés aux
Figures 7.16 et 7.17, la largeur de la dent rotor est choisie inférieure a ’ouverture de ’encoche statorique. Cela
signifie que dans ’axe ¢ aucune partie du stator et du rotor ne seront en vis-a-vis.

Premiérement a la Figure 7.16, nous avons choisi une dent rotor plus fine que la dent stator. On peut observer
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que dans 'axe d, la prédiction du champ d’entrefer est trés fidéle a la simulation EF 2D. En revanche, dans
Paxe ¢, le champ est beaucoup plus difficile & prédire. En effet, comme le souligne la Figure 7.16.(d), les lignes
de champ empruntent des trajectoires indirectes (rebouclage sur les bords d’encoche). Malgré tout, il faut noter

que ce cas de figure reste complexe voire improbable.
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FIGURE 7.17: Comparatif entre le modeéle analytique et EF pour une structure monophasée 12-6 plots pour
différentes ouvertures relatives d’encoches stator; et rotor 5,

Sur la Figure 7.17, méme chose mais cette fois ci, la dent stator est beaucoup plus fine que la dent rotor.
Dans I’axe d, la prédiction reste toujours valide. En revanche, dans I’axe ¢, méme constat que précédemment. Le
modele a des difficultés & prédire avec exactitude le champ d’entrefer. Il faut encore souligner que la géométrie
considérée dans cet exemple reste une aberration d’un point de vue électrotechnique. Cependant, il est important

de préciser les limitations d’un tel modéle.

Structures polyphasées Nous abordons le cas plus complexe des structures polyphasées. La complexité ne
réside pas dans la modélisation méme de ces structures car nous avons déja proposé des outils avancés permettant
de prédire analytiquement le champ d’entrefer. C’est plutdt au niveau du choix de combinaisons de dent stator
N, - rotor N, que se pose la question. Historiquement, les structures triphasées & aimants permanents ont
été proposées et étudiées avec 10 dents rotor. Par la suite, certains auteurs ont proposé de nombreuses études
au moyen de simulation EF 2D pour des structures excitées par des aimants. Leur approche est bien souvent
itérative, et donc vraie pour la configuration étudiée mais pas pour une autre. Finalement, la question a laquelle
nous essayerons d’apporter des réponses dans cette section sera la suivante : quelles sont les configurations
Ny — N, a commutation de fluz présentant un potentiel de conversion d’énergie ? Sur cette derniére question,

trés générale, nous mettrons a profit la modélisation analytique que nous avons détaillée jusqu’a présent.
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F1GURE 7.18: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure triphasée avec 24 plots stator et

différentes configurations rotoriques
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Structures triphasées Nous commencons dans un premier temps par proposer la distribution de I'in-
duction radiale B, dans l'entrefer de structure triphasée avec respectivement 10, 11, 13 et 14 dents rotoriques
(cf. Figure 7.18) . Comme on peut observer, le champ d’entrefer présente un trés fort contenu harmonique pour
les 4 configurations. Malgré tout, le comparatif entre les prédictions analytiques et EF 2D est trés bon, avec un
écart maximal de l'ordre de 3% au niveau des pics d’induction.

Pour les configurations avec un nombre de dent rotor N, pair, le champ d’entrefer est m—périodique. Par
contre, lorsque NV, est impair, la distribution du champ d’entrefer est 2w —périodique. Nous proposons pour la
suite 1'utilisation de deux coefficients qui nous permettrons de différencier les structures présentant le meilleur
potentiel : v = pged(Ns, N,.) et n.. v fera référence a la périodicité du champ d’entrefer B, (v, 6), autrement
dit 27 /y—périodique. n. fera référence au nombre de bobines d’une méme phase possédant des flux différents.
Nous reviendrons sur ce point dans le paragraphe 7.3.3.

L’intérét de I’approche proposée réside aussi dans la capacité a évaluer ’ensemble des combinaisons Ng — N,..
La preuve par 'exemple sur la figure suivante avec le champ d’entrefer d’une structure 24-25 plots. Du point de
vue de la conversion d’énergie cette structure n’est pas intéressante mais c’est la capacité du modéle & explorer

d’autres configurations qu’il faut retenir ici.

e
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of D B - EF 2D

Induction B, (T)

1

L L
- -n/2 /2 T

Position v (rad) -
(a) Evolution de l’induction radiale B, au niveau de l’entrefer (b) Lignes équipotentielles du potentiel
moyen (r = %) calculée analytiquement et par EF 2D : vecteur A dans la structure 24-25 plots

Bs =0.5 et Lgs = Lg,

FIGURE 7.19: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure 24-25 plots

Influence du terme AV sur la prédiction du champ d’entrefer Nous avons proposé dans le pa-
ragraphe une expression modifiée de la FMM. Nous montrerons ici que la négligeance de ce terme entraine
une erreur importante sur ’évaluation du champ d’entrefer. Sur les Figures 7.20 et 7.21, nous présentons la
distribution avec et sans le terme AVj.

On peut observer que pour certaines configurations (12-5 ou 24-10 plots notamment), lerreur relative au
niveau de I'induction maximum est importante (= 10%). Il apparait que I'induction moyenne sur I’ensemble
de D’entrefer n’est pas nulle, la conservation du flux d’entrefer n’est donc pas assurée. Cette erreur locale sur
I'induction est particuliérement préjudiciable & la détermination des performances & vide. En effet, dans ces
structures & commutation, la conversion d’énergie se fait localement (sur une dent stator). Toute erreur sur la
prédiction du champ d’entrefer localement entrainera forcement une erreur plus lourde sur I’évaluation du flux

d’excitation.
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FIGURE 7.20: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure triphasée avec 12-5 avec une
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F1cURE 7.21: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure triphasée avec 24-10 avec une
force magnétomotrice d’excitation F'M M., définie avec ou sans le terme AV}
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7.3.3 Détermination des grandeurs intégrales a vide

Maintenant que la prédiction analytique du champ d’entrefer a été validée par EF 2D. Nous proposons dans
cette partie de déterminer le flux d’excitation par phase (ou la FEM) sur la base du modéle analytique.

Dans cette partie, nous distinguerons aussi les structures polyphasées avec simple ou double couche (single-
layer ou double-layer). Dans la Figure 7.22, nous rappelons sur une structure possédant 24 dents statoriques la
différence entre simple et double couche. Typiquement, dans le cas d’un bobinage simple couche, chaque encoche
stator dédiée a 'induit n’abrite qu'une seule phase. Au contrainte, dans le cas d’un bobinage double couche, on

retrouve deux phases dans la méme encoche.

DC Field Coils DC Field Coils
A A

\

Phase A

Phase A<
coils

coils

/\

(a) Simple couche (b) Double couche

/\

FIGURE 7.22: Bobinage simple et double couche pour un stator avec 24 dents

Nous déterminerons le flux de maniére analytique par intégration du champ d’entrefer sous le pas de bobinage

de I'induit. Le flux par EF 2D sera déterminé par moyennage du potentiel vecteur A sur la surface de ’encoche.

Structures monophasées Nous commencons comme précédemment par les structures monophasées. Dans
le cas monophasé, chaque phase bobine embrasse le méme flux ps. Afin d’évaluer le flux embrassé par chaque

bobine, on intégre directement 'induction radiale B, sur le pas de la spire moyenne. On peut donc écrire que

Ps (9) =R.L, / Br(Va G)dV (786)

Ps (9) = RcLq / B’I‘(Z/) G)dV (787)

dans le cas d’un bobinage double couche. Les flux moyens par spire sont trés proches étant donné que dans les
configurations monophasées les pas d’intégration sont presque similaires. La force électromotrique est déduite

classiquement du flux par dérivation par rapport a 6 :

(7.88)

avec € la vitesse de rotation en tr/min.
Sur les Figures 7.23 et 7.24, ’évolution du flux moyen par spire et de la FEM en fontion de la position 6

sont proposés pour deux configurations monophasés, respectivement 12 — 6 et 24 — 12.
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F1GURE 7.23: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure 12-6 plots
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FI1GURE 7.24: Comparatif entre le modéle analytique et EF pour une structure 24-12 plots
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Les flux et les FEMs calculés analytiquement et par EF 2D sont en bon accord. Nous proposons une dé-
composition harmonique pour chacun des signaux obtenus. L’écart sur le fondamental n’excéde pas les 3 — 4%.

Malgré le fort contenu harmonique, le modéle analytique est capable de restituer fidélement les résultats EF.

Structures polyphasées Nous abordons maintenant le cas des structures polyphasées (en prenant toujours
comme exemple les structures triphasées avec 24 dents stator). Contrairement aux configurations monophasées,
le flux embrassé par chaque bobine d’'une méme phase n’est pas le méme. Ce phénoméne a été rapporté pour la
premiére fois dans la référence [212] sur une machine MCF & aimants. Par la suite, les expressions générales des
flux moyens par spire en fonction de la configuration de bobinage, du nombre de phases ¢ et des coefficients ~y

et n., sont proposées.

Nous nous intéressons par la suite aux configurations respectant 1’égalité suivante,

N, =25 44 (7.89)

En effet, lors de notre exploration avec le modéle analytique des structures polyphasées, ces configurations
nous sont apparues les plus prometteuses en terme de conversion de I’énergie. En revanche, on ne prétend pas

que les configurations ne respectant pas cette égalité doivent étre systématiquement rejetées.

Configuration simple couche Pour les configurations simple couche possédant v > 2 et avec n, =
N /4q7, le flux moyen par spire s’exprime comme dans ’expression 7.86. En effet, cela revient a avoir n. = 1,
et donc les flux embrassés par chacune des bobines de la méme phase sont identiques.

En ce qui concerne les configurations possédant v = 1, n. = Ns/4q est égal a 2. Le flux moyen par spire

peut s’exprimer par,

95(5-2}—8(17)
Ne—1
ReLa c 7
R X DI N (7.90)
i=0 05 (148q1)

2

Sur la Figure 7.25, I’évolution du flux par spire ¢, en fonction de la position 6 pour deux configurations
rotoriques avec N,. = 10 et 13 est présentée. Le comparatif entre calcul analytique et EF 2D est 14 encore bon.
L’écart au niveau du flux maximum avoisine les 3% ce qui est tout a fait acceptable. Comme le souligne la
Figure 7.25.(b), pour un nombre de dent rotor N, impair, v est égal & 1, il faut évaluer le flux sur deux bobines
adjacentes (car celui différe d’une bobine a ’autre). Au contraire, lorsque v = 2, seul le flux sur une des bobines

de phase est nécéssaire (cf. Figure 7.25.(a)).
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FIGURE 7.25: Comparatif du flux par spire calculé avec le modéle analytique et par EF 2D pour une structure
avec 24 dents stator en configuration simple couche : 8; = 0.6, Lys = Ly, et Nl = 1200 A.tr

Les FEMs (et la décomposition spectrale associée) pour les deux configurations précédentes avec 10 et 13

dents rotor sont proposées & la Figure 7.26. Nous considérons une vitesse de 1300tr.min~!. Malgré un contenu
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harmonique riche, le modéle reste trées fidéle aux EF 2D avec une erreur sur le fondamental de FEM oscillant
entre 3 — 4%.
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FI1cURE 7.26: Comparatif de la FEM par spire calculée avec le modéle analytique et par EF 2D pour une
structure avec 24 dents stator en configuration simple couche : 55 = 0.6, Lgs = Lgr, Nleze = 1200 A.tr et
N = 1300tr.min—"

Configuration double couche Dans le cas des configurations en double couche, n, s’exprime comme

N /2q7. Dans le cas des configurations possédant v > 2 et n. = 2, le flux moyen par spire peut s’exprimer par

5+4quﬁ—§)
ne—1
R.L, | <
s 0) = Br 79d 7.91
o () = 2 Z / (v, 6)dv (r.91)
=0 1+4ql75f5

- 2z

Les configurations possédant v = 1 et n, = 2, expression précédente permet de déterminer le flux moyen par

spire. En revanche, concernant les configurations avec v = 1 et n. = 4, le flux moyen par spire peut s’exprimer

par
95(5+4qi7375) 95(5+4qi7%)
R.L %_ ) 2 ne—1 ) 2
p@=" 0 Syt By~ 3 (-1) J (7.92)
=0 0s (1+44i- %) = 05 (1+4qi-52)

Une fois de plus le modéle analytique se révéle robuste. En effet, que ce soit pour évaluer le flux moyen par
spire, Figure 7.27, ou la FEM, Figure 7.28, le comparatif montre une bonne détermination analytique de ces
deux quantités. La configuration 24-11 possédent 4 bobines de phases qui embrassent chacune un flux différent
(n. = 4). Le flux totalisé dans la phase est malgré tout assez propre, mais I’on peut remarquer que le déphasage
important entre les groupes de bobines A; — A3 et Ay A4 est trés pénalisant en terme de flux maximum atteint.
La FEM obtenue (cf. Figure 7.28.(b)) fait ressortir les harmoniques 3, 5 et 9 plus particuliérement.
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F1GURE 7.27: Comparatif du flux par spire calculé avec le modéle analytique et par EF 2D pour une structure
avec 24 dents stator en configuration double couche : 85 = 0.6, Lys = Ly, et Nz = 1200 A.tr
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Ficure 7.28: Comparatif de la FEM par spire calculée avec le modéle analytique et par EF 2D pour une
structure avec 24 dents stator en configuration double couche : Bs = 0.6, Lgs = Lgr, Nlepe = 1200 A.tr et
N = 1300tr.min~1!

Quid du comportement harmonique de ces structures? Sur I’ensemble des configurations que nous
avons étudiées jusqu’alors, nous avons oublié de mettre en évidence un phénomeéne particuliérement intéressant.
Les configurations possédant n. > 2 présentent bien souvent des flux sur les bobines indépendantes avec un
fort contenu harmonique et surtout dissymétriques. Cela signifie que 1’on retrouve des harmoniques paires sur
le spectre de ces derniéres. En revanche, le flux totalisé est lui symétrique avec moins d’harmoniques.

Afin de mettre en évidence cette observation, nous reviendrons sur le flux présenté a la Figure 7.27.(b)
(ou encore la FEM de la Figure 7.28.(c)). On peut remarquer que le spectre de la FEM est particuliérement
propre. Nous proposons & la Figure 7.29 le spectre du flux de chaque bobine (A; et A) ainsi que du flux totalisé
(A1 + As). On retrouve des harmoniques de rang 2 et 4 sur le spectre des bobines indépendantes. En revanche, le
flux totalisé est symétrique avec les harmoniques 2 et 4 nuls. Finalement, les spectres de rang pair se compensent
mutuellement entre bobines indépendantes.

Aussi, il est nécéssaire d’expliquer pourquoi le flux de chaque bobine indépendante n’est pas le méme. Ce
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phénomeéne est propre au structures & commutation de flux. La raison est purement géométrique. Lorsque
I’on atteint le flux maximum sur la bobine A, la position relative entre la dent stator et rotor sur la cellule
de commutation de la bobine & A n’est pas la méme que celle pour la bobine A;. Le flux maximum n’est
donc pas atteint pour la méme position rotorique 6 sur les deux bobines (A; et As). On pourrait introduire les
notions d’axe d locaux, propres aux cellules de commutation (ou aux bobines indépendantes) et ’axe d classique

(position a flux maximum sur la phase entiére).

25
I Analytique - A;
[CJEF 2D - 4,
I Analytique - A,
2+ @ElEF 2D - 4, i
’_5‘ I Analytique - A; + Ay
g EEEF 2D - 4, + A,
R
()
<
=]
r 1
=
=R
g
< 0.5

0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
Rang des harmoniques

FIGURE 7.29: Décomposition harmonique du flux par spire de la configuration 24 - 14 présenté a la Figure
7.27.(b)

Calcul de la force magnétique radiale f‘, Nous explorons un dernier point par l'intermédiaire de notre
modeéle analytique. Les forces magnétiques radiales dans ’entrefer, si elles ne sont pas compensées, peuvent
créer un balourd magnétique. Ce dernier point est particuliérement intéressant & étudier car il peut engendrer
beaucoup de vibrations et de bruit acoustique d’origine magnétique.

La pression magnétique radiale P.va s’exprimer classiquement (tenseur de Maxwell ou méthode des travaux
virtuels) & partir de la composante radiale de I'induction magnétiqueB, et de la composante tangentielle du

champ magnétique H;

B2 (L22) — HE (o (1— i)
P = (’“’“f> 5 (7.93)

La composante tangentielle H; peut étre négligée étant donné que la perméabilité relative du fer u; est

trés grande devant celle de lair. Cela nous arrange car le modéle analytique que nous avons développé permet
uniquement, de remonter & la composante radiale de 'induction B,.. L’expression 7.93 peut se simplifier sous la

forme

= B2

P~ = (7.94)
2410

A partir de 'expression de la pression magnétique, on peut évaluer la force magnétique totale qui s’exerce

sur le rotor, et ceux pour différentes positions de ce dernier. Les forces résultantes dans I’entrefer (pour chaque

position v) peuvent se décomposer suivant les axes = et y comme suit

F,(0) = R.L, fOQW (gff) cos (v) dv

F,(0) = R.L, f02ﬂ <_Bz) sin (v) dv

2p0

(7.95)

Nous proposons dans un premier temps une représentation en coordonnées polaires de la pression magnétique

déterminée par EF 2D et analytiquement sur la Figure 7.30. La distribution obtenue par le modéle analytique,
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et ’amplitude de la pression magnétique sont en bon accord avec les simulations EF 2D (environ 6% d’écart au
niveau des pics de pression). Nous avons réalisé I’étude sur des structures triphasées avec 24 dents stator et des

configurations de rotor variables (10, 11, 13 et 14 dents rotor) double couche.

11 est intéressant de remarquer que les configurations avec v = 1 (11 et 13 dents rotor) ne présentent pas des
distributions de pression magnétique symétriques. Au contraire, pour les configurations avec 10 et 14 dents au

rotor, les distributions de pression magnétique sont symétriques.

—— Analytique - Pression magnétique radiale P. (N.cm~2) —— Analytique - Pression magnétique radiale P, (N.cm™2)
EF 2D - Pression magnétique radiale P, (N.em™2) + EF 2D - Pression magnétique radiale P. (N.cm™2)
(a) Pression magnétique radiale P, pour une structure (b) Pression magnétique radiale P, pour une structure
24-10 plots calculée analytiquement et par EF 2D : 85 = 24-11 plots calculée analytiquement et par EF 2D : 55 =
0.6, Lys = Lgr et Nloge = 1200 A.tr 0.6, Lys = Ly et Nlege = 1200 A.tr

—— Analytique - Pression magnétique radiale . (N.cm~2) —— Analytique - Pression magnétique radiale P. (N.cm~2)

EF 2D - Pression magnétique radiale P. (N.cm™2)

EF 2D - Pression magnétique radiale P, (N.em™2)

(¢) Pression magnétique radiale P, pour une structure (d) Pression magnétique radiale P, pour une structure
24-13 plots calculée analytiquement et par EF 2D : 55 = 24-14 plots calculée analytiquement et par EF 2D : 55 =
0.6, Lygs = Ly ¢t Nege = 1200 A.tr 0.6, Lgs = Ly et Nlege = 1200 A.tr

F1GURE 7.30: Evaluation de la pression magnétique radiale 13,(7" = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le
modéle analytique et EF pour différentes structures triphasées (24 plots statoriques) & une position 6 fixe du
rotor

Ce sont donc les configurations (24-11 et 34-13) qui sont susceptibles de présenter des forces magnétiques
non-compensées (ou UMF pour Unbalanced Magnetic Forces). D’ailleurs, a partir de 'expression 7.95, on a pu
déterminer I’évolution des composantes F, et Fy, en fonction de la position électrique 0cje.. Sur la Figure 7.31,

on représente F, et F, pour les rotors 11 et 13 dents?®.

5. Les configurations 10 et 14 dents ne sont pas représentées car l'intégrale est nulle, on obtient seulement une erreur numérique.
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FIGURE 7.31: Evaluation des forces magnétiques non-compensées avec le modéle analytique et EF pour une
structure avec 24 dents stator et en fonction de la position électrique 6.jc.

La distribution analytique est relativement fidéle et permet de bien évaluer ’évolution des forces F, et F,.
On peut observer qu’effectivement ces forces sont non négligeables, atteignant par moment 50N.m. Lors du

choix d’une structure, il faudra donc privilégier des topologies avec peu ou pas d’'UMF.

7.4 Prédiction analytique du champ de réaction magnétique d’induit

Nous aborderons maintenant le calcul du champ de réaction magnétique d’induit. Pour ce faire, nous nous
appuierons sur les explorations réalisées a vide pour déduire la distribution des bobinages d’induit pour des
configurations simple ou double couche. La encore, on ne prétend pas qu’il s’agisse des seules configurations de
bobinages possibles. Il s’agit de configurations qui sont revenues réguliérement dans notre étude, ce qui nous a
permis de généraliser a g phases.

Dans la suite, nous proposerons systématiquement l’expression générale des forces magnétomotrices d’une
phase de I'induit sous forme de série de Fourier. Aussi, la fonction de perméance utilisée afin de déterminer le

champ d’entrefer sera la fonction de perméance formelle que nous avons détaillé dans le paragraphe 7.2.2.

7.4.1 Forces magnétomotrices créées par les bobinages d’induit

Configuration simple couche Sur la Figure 7.32, nous proposons les deux configurations de bobinage simple

couche (avec la FMM d’induit associée) que nous avons pu déterminer a partir des résultats & vide. Nous nous
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concentrerons dans un premier temps sur la configuration proposée a la Figure 7.32.(a). Cette configuration
de bobinage simple couche correspond aux cas ou v > 2 avec n, = N, /4qy. Cette FMM peut étre définie sur

Vintervalle [0;4¢6,] comme

% — o Vv e :O; (1 — %) 03]
Neals (1, —0,) 8 Wve [(1_%)93; (1+f’;)es
FMM,(v) = { Neals g, Vo € '(1 + %) 0,; (4q —1- %) 95} (7.96)
Neglylvola=1)0) _ 5, vy ¢ j(4q—1—%)95,<4q71+%>95}
Nely 5, e [(40-1+ %) 0406,
avec
440,
0o = % / FMM, (v,60 =0)dv
0
= Thete (1;‘1> (7.97)

En exprimant la fonction par parties ci-dessus sous forme d’une série de Fourier, nous arrivons au résultat

suivant,
FMM, ( Z an COS <n1/> (7.98)
avec
446
2
tn = / FMM, (v) cos <nv> dv
0
8qNgy 1, . 2 . s
= qiqg {sm ( W) sin <nﬂ-ﬁ )} (7.99)
Bs (nm) q 4q

Le méme calcul est appliquée a la FMM décrite a la Figure 7.32.(b) ou v = 1 avec n. = 2. En effet, la
fonction par parties peut s’exprimer par

0 Ve [0, (2q—1 %) es]

N (v-(20-1-%)0,) we|(2a-1-%)0:(20-1+%)0,]
Nuol, e [(20-14 %) 05 (20+1- ) 0]
%(y—(mﬁu%)es) ,VZ/E[(Qq-‘rl %)&,(2 +1+%)95}

FMM,(v)= {0 e [(2a+1+ %) 05 (6a-1-5)0] (7100

als (v—(6a-1-%)0,) e |(6a—1-5)0s (60— 1+%)0,]
“ N1, Ve :<6q—1+%)93,(6q+1 %)95:
Nealy (1/—(6q+1+ﬁ*)9) ,vue[(6q+1 %)95,(6(1—&-1—#%)95}
0 Ve <6q+1+ )93,277}

Comme précédemment, la fonction par parties définie ci-avant peut étre mise sous forme d’une série de

Fourier sur lintervalle [0; 27]
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“+o0
FFMy(v) =Y bysin (nv) (7.101)

avec :
27
2
by, = T /FFMq (v) sin (nv) dv
0
. Bs .
IN. T sm(n(2q+1+—>9>fsm(n2q+10)
— e 27 ° (7.102)
Bsbsmn +sin (n (6q -1+ %) 95> —sin(n (6 — 1) ;)
Phase q coils DC field coils
MMFq“ B.6.
NI,
70
-NI-2|6s !es P e;s\ 2;95 ....... ) (4q=.2)é; ...... /- .......... 4 :les [} (4q!|-2)é; ..... » Vv
) —_
(a)v>2
Phase q coils DC field coils

]

e seses

) ) 60236,

//
(b) y =1 et avec ne =2

B.o,

ofeenr { —_— >V
(2¢-1)6, 249, (2g+1)8, (6q+2)0,

s

FIGURE 7.32: Force magnétomotrice créée par les bobinages d’induit pour une configuration simple couche

Validation par EF 2D des champs de réaction d’induit dans les structures en configuration simple
couche Nous proposons dans ce paragraphe de valider le modéle analytique de réaction d’induit sur les deux
configurations de bobinage simple couche évoquées dans le paragraphe précédent. Nous considérerons pour toute
cette partie dédiée au calcul du champ de réaction d’induit que les ampére.tours N/, sont de 600A.¢r.

Sur la Figure 7.33, les champs de réaction d’induit d’une structure triphasée simple couche avec 10 ou 14
dents rotor (v = 2) sont proposés. Seul la phase 1 est alimentée. On peut observer que les distributions obtenues
sont m—périodiques, et que les résultats analytiques et EF 2D sont en bon accord. L’écart relatif sur le pic de
réaction d’induit est de 'ordre de 2%. On observe clairement ’influence de la double saillance sur le champ de
réaction d’induit qui introduit un trés fort contenu harmonique.

Nous avons aussi validé le modéle sur des configurations possédant v = 1, toujours en simple couche. Les
résultats sont proposés a la Figure 7.34. Il s’agit de deux structures 24-11 et 24-13, avec donc un nombre de dents
rotoriques impairs. Le modéle analytique que nous avons développé nous permet de prédire assez fidélement
le champ d’entrefer. Cela étant, on peut remarquer que certaines lignes de champs qui fuitent ne peuvent étre

prises en compte par cette approche de modélisation. L’erreur relative sur le pics d’induction ne dépasse pas les

Theése B. Gaussens 179



(a) Evolution de I'induction radiale B, (v,0) |,=gr, au niveau de I’en-
trefer moyen (r = D“lfe) calculée analytiquement et par EF 2D pour

Flux-density Bgym (T)

-
01

Analytical
2

-

bt
[$)]

[=)

1
I
Lo

Position v (rad)

une structure 24-10 : 85 = 0.6 et Lgs = Ly,

Flux-density By, (T)

(c) Evolution de I'induction radiale By (v,0) |,=g, au niveau de I’en-

trefer moyen (r =

_l
o

Analytical
« 2D FE

-

et
&)

- —1';/2 " 6 TE;Z T
Position v (rad)

une structure 24-14 : s = 0.6 et Lgs = Ly,

T -m/2 0 /2 T

%) calculée analytiquement et par EF 2D pour

(b) Lignes équipot
potentiel vecteur
structure 24-10

(\

)

entielles du
A dans la

(d) Lignes équipotentielles du

potentiel vecteur
structure 24-14

A dans la

FIGURE 7.33: Comparatif entre le modéle analytique et EF 2D pour une structure monophasée avec 24 dents
stator et v = 2
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FI1GURE 7.34: Comparatif entre le modéle analytique et EF 2D pour une structure monophasée avec 24 dents
stator, y =1 et n, =2
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FI1GURE 7.35: Force magnétomotrice créée par les bobinages d’induit pour une configuration double couche

4% ce qui reste raisonnable.
Il faut remarquer aussi que dans le cas des configurations avec v = 1, les pics d’induction atteints sont
généralement plus importants que dans le cas o v = 2. Cela sous-entend une réaction magnétique d’induit plus

importante et donc des performances en charge plus faibles.

Configuration douche couche Nous nous intéressons maintenant aux configurations de bobinage double
couche. Sur la Figure 7.35, deux distributions de bobinages que nous avons retenues, toujours aprés une analyse
a vide de diverses structures.

Nous proposons, dans un premier temps, une expression de la FMM créée par la distribution de bobinage

présentée a la Figure 7.35.(a). La fonction par partie peut étre définie sur 'intervalle [0; 2¢f5] comme suit

Negly _ g, e o (1-%) 0]
%(V_gs (1_%»_51 Vv e [(1—%)95;93}
FMM,(v) = { Nl _ 5, Vv € [6s; (20 — 1) O] (7.103)
z%g@_@@¢4+%n—m,w«h%—n%@m%+%ﬁ4
Nl _ g, e [(2(]—14—%) 05;2q9s}

avec

2905
1
61:?/FM (1/61—0)
0
Nsqlq Bs q
— 121 .104
2 ( 4 2) (7.104)
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Le développement en série de Fourier de la fonction précédente devient

FMM, ( Z an COS <n1/> (7.105)

avec :

2q0s

2 N;
an = / FFM,(v)cos <n2qu) dv
0

(5 0-) ()

Nous opérons le méme calcul pour la FMM définie a la Figure 7.35.(b). Il s’agit des configurations possédant

v =1 et n. = 4. La fonction peut se définir par partie comme

) v €[00, (g~ 1)]
2?575?(6—95(61—1)) Vv e :HS(q_l);gs(q_l_’_%)}
NeoI, e o (a-1+5%):0, (+1-%)]
Salu (g, (g+1)) Vv e [ (at1-%) 0. (a4 )]
FMM,(v)= <0 Ve[l (g+1):0, (3¢ —1)] (7.107)
’251:[7”’(9 0s(3¢—1)) ,Wve _9 (3g —1);04 (3q,1+%)]
~Nygl, e [0 (q_1+@);98<3q+1_%”
Weals (9~ 6, (3¢ +1)) Vve [93 (30+1-%):60. (3g+1)]
0 e [0, (3g+1)52

L’extension de cette fonction sous la forme d’une série de Fourier nous améne & écrire,

FMM, ( Zan cos (nv) (7.108)

avec

2 s
ap, = — /FFMq (v) cos (nv) dv

cos (n (q -1+ ’%) 95) —cos(n(qg—1)6)
AN I, | oo (0, (a+ 14+ %)) —cos(n(g+1)6,)
BsOsmyn® | 4 cos (n (3 —1)65) —cos (n (3¢ —1 + % 05
(

(7.109)

+cos(n(3¢+1)0s) —cos (n 3q—|—1—% 0

Validation par EF 2D des champs de réaction d’induit dans les structures en configuration double
couche Nous validons maintenant par EF 2D les prédictions analytiques du champ de réaction d’induit pour les
configurations double couche que nous avons présenté dans le paragraphe précédent. Nous considérons toujours
une force magnétomotrice de 600A.tr avec uniquement la phase 1 qui est alimentée.

Nous commencerons avec les configurations possédant 10 et 14 dents rotor (v = 2), présentées & la Figure

7.36. Les prédictions analytiques sont en trés bon accord avec les simulations EF 2D, avec un écart au niveau des
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FI1GURE 7.37: Comparatif entre le modeéle analytique et EF 2D pour une structure monophasée avec 24 dents

stator et v =1 (avec n. = 4)
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pics d’induction de lordre de 2% au maximum. Comme précédemment, le champ de réaction d’induit posséde
un fort contenu harmonique.

Concernant, les distributions a la Figure 7.37, elles correspondent respectivement a des rotors de 11 et 13
dents (y = 1). La prédiction analytique est une fois de plus fidele (3% d’erreur au niveau des pics). Il faut
remarquer que les pics d’induction sont trés localisés pour ces deux derniéres structures. Cela signifie que les
lignes de champ (cf. Figures 7.37.(b) ou (d)) se rebouclent uniquement par la phase 1. Ces structures ne possédent
donc pas ou peu de mutuelles inductances. Dans la section suivante ot nous calculerons les inductances de ces
structures, nous mettrons en évidence directement ce phénoméne.

Une derniére remarque vient en ce qui concerne les pics d’induction atteints. Comme dans le cas de la
configuration simple couche, on peut observer que les configurations avec v = 1 possédent des pics d’induction
locaux plus importants que pour les configurations avec v = 2. La réaction d’induit devrait donc étre plus
grande.

Aussi, il est intéressant de comparer les structures avec v = 2 en simple ou double couche. On peut observer
que les pics d’induction atteints pour les configurations double couche sont plus faibles que pour les configurations
simple couche (17 contre 1.3T). Les performances en charge devraient donc étre meilleures dans le cas de

configurations double couche.

7.4.2 Détermination des inductances propres et mutuelles

Maintenant que nous avons démontré que le modéle était capable de déterminer assez fidélement le champ
de réaction d’induit, il est possible de déterminer les inductances propres et mutuelles. Ce sera ’occasion pour
nous de valider le fait que certaines structures ne possédent pas de mutuelles inductances.

Aussi, quand on parle du calcul des inductances dans la machine, en général, on distingue 'inductance d’en-
trefer, qui comme son nom 'indique correspond au flux traversant ’entrefer, et I'inductance de fuite d’encoche.
On pourrait aussi rajouter l'inductance des tétes de bobines. Ces deux derniéres valeurs sont utiles lorsque
I’on souhaite remonter de la tension interne de la machine & la tension aux bornes. De nombreuses références
traitent de maniére analytique la détermination des inductances d’encoches [131] ou des tétes de bobines (par
la méthode des images) [101][184].

Nous nous concentrerons donc sur la détermination analytique de 'inductance d’entrefer en tenant compte
du nombre de phases g et des configurations de bobinage comme précédemment. L’inductance d’entrefer est

déterminée par intégration du champ d’entrefer sur le pas moyen de la bobine. L’inductance propre se définit

comme
s (0
Ly (0) = Nypy 220 (7.110)
I,
et 'inductance mutuelle comme
0
My, (6) = thp“”kTU (7.111)
q

avec Nypp, le nombre de tours en série par phase, ¢, le flux propre de la bobine alimentée et ¢}, le flux embrassé
par les bobines adjacentes (k € [1; ¢ — 1]). Dans la suite nous détaillerons donc le calcul des termes pget ¢y pour
les différentes configurations que nous avons évoqué dans les paragraphes précédent. Nous noterons le champ

de réaction d’induit B,,.,,, dans la suite de cette section.

Configuration simple couche Dans le cas des configurations simple couche avec v > 2 , le flux propre peut

s’exprimer par

Pk (9)=ReLa/Barm(u9)dv (7.112)
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alors que le flux embrassé par les bobines adjacentes peut lui s’exprimer comme,

(4k+1)0,
©m (0) = R.L, / Barm (v, 0)dv (7.113)

(4k—1)0,

Concernant les configurations possédant v =1 et n. = 2, le flux propre se trouve étre

o [ne (2q(1424)+1)0,

= Jere ~1)" B 114

=" S 0 [ Bun( Oy (7114
=0 (2q(1+2i)—1)0,

en revanche, ’expression des inductances mutuelles n’est pas détaillée car elles sont nulles.
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(b) Evolution des inductances propres et mutuelles 6 calculée

(a) Evolution des inductances propres et mutuelles 6 calculée
analytiquement et par EF 2D pour une structure 24-14 :

analytiquement et par EF 2D pour une structure 24-10 :
Bs =0.6 et Lgs = Lg, Bs = 0.6 et Lgs = Ly,
FIGURE 7.38: Comparatif entre le modéle analytique et EF 2D pour une structure triphasée en configuration
simple couche avec 24 dents stator et v = 2
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(a) Evolution des inductances propres et mutuelles 6 calculée (b) Evolution des inductances propres et mutuelles 6 calculée
analytiquement et par EF 2D pour une structure 24-11 : analytiquement et par EF 2D pour une structure 24-13 :
Bs = 0.6 et Lgs = Lg, Bs = 0.6 et Lgs = Lg,

FI1GURE 7.39: Comparatif entre le modéle analytique et EF 2D pour une structure triphasée en configuration
simple couche avec 24 dents stator et v =1 et n, = 2

Sur la Figure 7.38, nous présentons I’évolution des inductances propre et mutuelles des structures simple
couche possédant v > 2. Il s’agit de structures triphasées avec 10 et 14 dents rotoriques. Premiérement, le modéle
analytique est capable de prédire I'inductance assez fidélement. En effet, ’erreur entre le modéle analytique et
les EF 2D reste de 'ordre de 3%. L’inductance varie assez fortement avec la position du rotor 6 dans le cas
du rotor avec 10 dents. Si ’on se remémore le Chapitre 3, une des hypothéses afin de développer le modéle au

premier harmonique était que I'inductance variait peu en fonction de la position 6. Dans le cas de cette structure
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24-10 simple couche, cette hypothése serait donc fausse. Dans le cas de la configuration 24-14 simple couche, a
la Figure 7.38.(b), il est intéressant de voir que les variations de 'inductance propre sont moins franches.
Concernant les structures avec v = 1 et n, = 2, nous avons souhaité quand méme présenter 1’évolution des
inductances mutuelles. C’est & la Figure 7.39 que ’on retrouve I’évolution des inductances propres et mutuelles
pour des rotors 11 et 13 dents. Comme nous l'avions expliqué, les mutuelles inductances sont bien nulles.
L’évolution des inductances propres, comme dans le cas ou 7 > 2. Le comparatif avec les EF 2D est 1a encore

bon avec des écarts toujours de 'ordre de 3 — 4%.

Configuration double couche Maintenant, nous proposons de déterminer I’évolution des inductances propres
et mutuelles pour les configurations double couche. Nous commencons par les cas avec v > 2 ou v = 1 avec

n. = 2, nous pouvons exprimer le flux propre par

n (2qi+1- 220,
R.L o=
s 0 - _¢7a Barm 76d .
® ( ) Ne Z (V ) v (7 5)
B 2qz 1+55
et les flux des bobines adjacentes par
ne—1 (2(‘1i+k)+1,%)95
R.L, c

o Z / Baym (v, 0)dv (7.116)

=0 (2(gi+k)—1+22)0,

Pour les configurations possédant v = 1 et n. = 4, le flux propre s’exprime comme

Pl ey (2(qi+k)+1- 22 )0, _— (2(qi+k)+1- 22 )0,
ella 7 %
s (0) = - E (-1) / Barm (v, 0)dv — g (-1) / Barm (v, 0)dv
(& .
=0 i—TNc
(2(qi+k)—1+22)0, =" (2(qi+k)—145)0,
(7.117)
et comme précédemment, nous ne préciserons pas l’expression des mutuelles qui sont nulles.
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Bs = 0.6 et Lgs = Lg, ture 24-14 : Bs = 0.6 et Lgs = Lg,

FI1GURE 7.40: Comparatif entre le modéle analytique et EF 2D pour une structure triphasée en configuration
double couche avec 24 dents stator et v = 2

Nous validons par EF 2D I’évolution des inductances pour les configurations possédant v > 2 ou v = 1 avec
n. = 2. L’évolution des inductances est proposée & la Figure 7.40. Il s’agit toujours des structures avec 10 et 14
dents rotoriques. Le comparatif entre modéle analytique et EF 2D est toujours bon (erreur 2%). Il est intéressant

de remarquer que pour la structure avec 14 dents au rotor, I'inductance propre varie peu. Au contraire, pour la
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structure avec 10 dents, I'inductance propre présente plus de variations en fonction de la position. Une fois de
plus, il faut remarquer que suivant la combinaison N; — N,., I’évolution des inductances propre et mutuelles ne
présente pas la méme allure.

L’évolution des inductances pour des structures possédant v = 1 et n. = 4 (11 et 13 dents au rotor)
est proposée a la Figure 7.41. Dans ces deux cas, les inductances propres obtenues sont presque constantes en
fonction de la position 6. Aussi, nous avons quand méme évalué les inductances mutuelles de maniére analytique

(et par EF 2D), et ces derniéres sont bien nulles.
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(a) Evolution des inductances propres et mutuelles (b) Evolution des inductances propres et mutuelles 6 calculée
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structure 24-11 : B85 = 0.6 et Lgs = Ly, Bs =0.6 et Lgs = Ly,

FI1GURE 7.41: Comparatif entre le modéle analytique et EF 2D pour une structure triphasée en configuration
simple couche avec 24 dents stator et vy =1 et n, =4

7.5 Validation expérimentale des performances & vide et limitation

de ’approche

Dans cette partie, nous proposerons une validation expérimentale des performances & vide sur un prototype
simple excitation. Ce sera ’occasion de mettre en évidence, l'intérét afin de déterminer le contenu harmonique

de ces structures mais surtout les limitations de telles approches vis-a vis de la saturation magnétique.

Ce comparatif a été réalisé sur deux machines. Un premier prototype comportant 24 dents stator et 14 dents
rotor a été réalisé chez Moteurs Leroy Somer. Il s’agit d’une structure simplement excitée classique avec une
bobinage double couche. Quelques photos du prototype sont proposées a la Figure .

Le second prototype correspond en fait & la structure 48-20 hybride étudiée au Chapitre 2. Nous avons profité

d’un changement d’aimant sur cette structure pour relever I’allure des FEMs en configuration simplement excitée

par des bobinages.

7.5.1 Comparatif analytique et résultats expérimentaux a vide

Prototype MCF 24-14 simple excitation bobinée Pour valider les résultats expérimentaux pour le
prototype 24-14, nous utilisons la fonction de perméance relative basée sur la résolution des équations de
Maxwell. L’'ouverture relative des encoches d’induit et d’excitation sont sensiblement égales (8s,,. = Bs,, =
0.3032). Les largeurs des dents stator et rotor sont égales. Sur la Figure 7.43, I’évolution de la FEM calculée
analytiquement et expérimentale pour différentes valeurs de la force magnétomotrice d’excitation N1.,..

Nous pouvons observer que le modéle analytique permet de prédire avec précision a la fois I’amplitude et le

contenu harmonique de la FEM.
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FI1GURE 7.43: Evolution de la FEM - Comparatif entre le modéle analytique et les résultats expérimentaux pour
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FIGURE 7.42: Photographie du prototype 24-14 simplement excitée par des bobinages

= Measured
—— Analytical

= Measured
—— Analytical

25

20

0 5 10 15
Position ¢ (deg)
() Nlcge = 300A.tr

15
Position 0 (deg)

(b) NIewe = 600A.tr

60

5

10

20 25

Position 0 (deg)

(¢) Noge = 900A.tr
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Prototype MCF 48-20 simple excitation bobinée Nous avons donc pu relever la FEM du prototype
48-20. Nous utiliserons la formulation donnée dans le paragraphe 7.2.1 qui permettait de tenir compte de deux
encoches adjacentes d’ouvertures différentes. L’ouverture relative de I’encoche d’induit 3, est de 0.526, pour

Pencoche d’excitation fs,,, est de 0.367, et finalement pour le rotor 'ouverture relative 3, est de 0.5.

20

Measured
—— Analytical

0 3 6 9 12 15 18
Position 6 (deg)

FIGURE 7.44: Evolution de la FEM - Comparatif entre le modéle analytique et les résultats expérimentaux
pour un prototype triphasé 48-20 plots : pour différents courants d’exitation et une vitesse de 1300rpm et
Nlgpe = 300A.tr

Sur la Figure 7.44, I’évolution de la FEM & 1300¢r /min est proposée. La prédiction avec le modéle analytique

est & encore trés bonne. Le contenu harmonique est bien évalué par le modéle analytique.

Cette deuxiéme validation expérimentale démontre bien la robustesse du modéle analytique que nous avons

développé.

7.5.2 Limitation de approche analytique : Influence de la saturation

La saturation magnétique des culasses reste une problématique non-résolue de maniére analytique. En tout
cas, dans cette section, nous souhaitons mettre en évidence ce phénoméne de saturation qui constitue une

limitation & l'utilisation des modéles analytiques.

Comme on peut observer sur la Figure 7.45 & mesure que ’on augmente les ampéres.tour d’excitation N1,
I’écart entre le modéle analytique et les résultats expérimentaux est de plus en plus importante. Aussi, on peut
observer sur les relevés expérimentaux que le contenu harmonique de la FEM diminue & mesure que 1’on sature.
Le graphe présenté & la Figure 7.46 met encore plus en évidence la différence entre le modéle analytique et
les résultats expérimentaux. En effet, les expérimentations ont été conduites pour des trés fortes valeurs de
courants d’excitation. Typiquement, le courant nominal correspond & 2000A.tr. Le modéle analytique est quant

a lui valide jusqu’a 1000A.¢r.

Malgré cette limitation, les modélisations analytiques restent des outils formidables afin d’explorer des struc-
tures non-conventionnelles. Ce comparatif entre modélisation analytique et expérimental nous a permis de définir

plus précisément le domaine de validité de notre approche.
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FIGURE 7.45: Evolution de la FEM - Comparatif entre le modéle analytique et les résultats expérimentaux pour
un prototype triphasé 24-14 plots : pour différents courants d’exitation et une vitesse de 1300rpm
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FIGURE 7.46: Evolution de la FEM en fonction de la force magnétomotrice d’excitation NI, - Comparatif
entre le modéle analytique et les résultats expérimentaux pour un prototype triphasé 24-14 plots : pour une

vitesse de 1300tr/min
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Conclusion

Dans ce Chapitre 7, une approche de modélisation des structures & commutation de flux classiques multi-
phases excitées par des bobinages DC a été détaillée. L’approche “Force magnétomotrice — perméance d’entrefer”
nécessite la connaissance de ces deux derniers termes.

Concernant la perméance d’entrefer, deux méthodes ont été proposées :

— La premiére en considérant des lignes de champ idéalisées sous ’encoche pour déduire la perméance relative

d’encoche pour ensuite remonter & la perméance de 'entrefer doublement saillant ;

— La deuxiéme approche repose sur la résolution formelle dans une encoche réelle en imposant une différence
de potentiel scalaire unitaire; c’est-a-dire en tenant compte du fond d’encoche. Cette approche s’est
montrée bien plus précise dans le cas d’entrefer important. On peut notamment observer la décroissance
du champ en s’approchant du bord d’encoche.

Une fois que la perméance d’entrefer fut définie, il a fallut déterminer les forces magnétomotrices des bobinages.
Nous avons d’abord commencé par ’excitation, ot nous proposons un développement en séries de Fourier. Nous
avons pu par la suite déterminer les champs d’entrefer (induction radiale uniquement) et valider ses prédictions
analytiques par EF 2D (linéaire). Les grandeurs intégrales telles que le flux de phase (ou FEMs) on pu étre
déterminées pour une variété de configurations simple ou double couches, ou encore avec des combinaisons
stator-rotor différentes. Nous avons pu mettre en évidence que certaines de ces configurations allaient générer
des forces magnétiques d’entrefer non-compensées. Cette étude & vide a permis de mettre en évidence certaines
configurations potentiellement intéressantes en termes de conversion de l’énergie. Cela nous a permis aussi de
déterminer les forces magnétomotrices des bobinages d’induit pour remonter au champ de réaction d’induit dans
ces machines (validation par EF 2D).

Finalement, une validation expérimentale & vide fut proposée sur deux prototypes 24-14 triphasé (réalisé chez
Leroy Somer) et 48-20. Le modéle développé s’est montré trés performant pour prédire le contenu harmonique
de la FEM. Nous avons conclut ce chapitre en présentant les limitations de cette approche, a savoir la saturation

dans les parties ferromagnétiques.
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Modéle analytique 2D basé sur la résolution formelle des équations
de Maxwell dans des structures double saillantes excitées par des

bobinages statiques

Introduction

Dans ce chapitre, nous présenterons une approche basée sur la résolution formelle des équations de Maxwell
dans les zones & faible perméabilité. Comme nous ’avions précisé dans I’état de 'art dédié aux modélisations
analytiques, cette approche de modélisation est de plus en plus utilisée. La démarche proposée ici se veut a la
fois complémentaire du premier travail de modélisation analytique présenté au Chapitre 7, tout en proposant
une généralisation aux structures & excitation bobinée et statique.

Nous exposerons dans un premier temps la démarche générale a suivre afin de résoudre les équations de Max-
well dans des géométries bidimensionnelles en magnétostatique. Nous préciserons les hypothéses qui régissent
I’établissement de tels modéles.

Une deuxiéme partie sera consacrée a la dérivation du modéle analytique et & son implémentation numérique.
L’implémentation numérique sera particuliérement détaillée car il s’agit d’une étape crutiale dans la mise en
oeuvre de tels modéles, étape bien souvent ponctuée d’erreurs...

Une validation du modéle analytique au moyen de simulation EF 2D viendra compléter I’étude. Tout d’abord,
sur une géométrie quelconque possédant 24 dents stator et 5 dents rotor. Par la suite, nous nous intéresserons aux
structures triphasées classiques & commutation de flux mais aussi & une topologie originale a dent de rebouclage.
L’idée étant de démontrer la puissance de ces modéles afin d’explorer de nouvelles géométries ou topologies.

Finalement, nous présenterons quelques techniques de réduction des ondulations de couple dans les structures

simplement excitées par des bobinages classiques.

8.1 Meéthodologie de résolution des équations de Maxwell en magné-

tostatique

Dans un premier temps, nous reviendrons sur la démarche & suivre lors de 1’établissement de tels modéles.
La démarche que nous allons décrire par la suite est similaire a celle que I’on a suivie dans le Chapitre 8, lorsque
I'on a déterminé de maniére formelle la perméance sous une encoche.

La mise en oeuvre est précisée sur l'organigramme, et se divise en plusieurs étapes :

— Premiérement, une simplification de la géométrie. En effet, afin de pouvoir appliquer la méthode de
séparation des variables pour résoudre les équations aux dérivées partielles, la géométrie que I’on considére
doit disposer de bords radiaux ou circulaires.

— Ensuite, la géométrie doit étre divisée en sous-domaine d’ou la dénomination anglo-saxonne de subdomain

models. Les sources de champ magnétique associées a chacun des domaines doivent étre définies.
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Apreés, il faut déterminer I’expression du potentiel-vecteur A par la méthode de séparation des variables

et en tennant compte des diverses hypothéses simplificatrices. Parmis ces hypothéses, on retrouvera ’hy-
pothése de la linéarité du matériau magnétique qui constitue les culasses stator et rotor.

— La méthode des intégrales de frontiére permettra de former un systéme linéaire liant 1’ensemble des
coefficients inconnus dans les expressions du potentiel-vecteur dans chaque zones.

— L’implémentation numérique du systéme permettra finalement de déterminer numériquement la valeur
des termes inconnus, et donc la distribution du potentiel-vecteur dans toute la géométrie.

— Finalement, les grandeurs intégrales telles que le flux de phase ou encore le couple (par le tenseur de

Maxwell) peuvent étre obtenues.

Analytique
Simplification de la géométrie
a modéliser
7
Y
Ve N
Définition des différentes zones
a faible perméabilité et les sources
de champ magnétique associces
a chacune de ses zones
& )
N 7
Y
Ve N
Détermination de la forme du
potentiel-vecteur dans chaque zone
en tenant compte des hypotheses
simplificatrices
& )
- J \ 4
Ve B
\ 4 Meéthode des intégrales de fronticres
s ~ \ o g .
1 E . vt d pour former un systéme linéaire liant
dxpre;mqns alna yﬁlques esl tous les coefficients inconnus dans
grandeurs intégrales (flux, couple...) les expressions du potentiel-vecteur
L ) & y,
- | >4 & : J
v v
A ) A ~
Détermination des coefticients _ Implémentation numérique du modele
inconnus N sous forme matricielle
;L JJ ;L JJ
y o
Numériqu
Performances

électromagnétiques

F1GURE 8.1: Organigramme présentant la méthode de résolution des équations de Maxwell en magnétostatique

On remarquera sur l'organigramme que cette méthode de résolution se scinde en deux groupes, une partie
analytique et une partie numérique pour la résolution. Certains auteurs préférent employer le terme de modéle
semi-analytique. Ce terme reste & mon sens confus car on est loin des méthodes par réseaux de perméance,

qualifiées souvent de méthodes semi-numeériques.

En plus de cette présentation générale de la méthodologie & suivre, je recommenderai aussi l’article écrit par
Lubin [164], qui me semble trés didactique. Il détermine, en suivant les mémes étapes décrites précédemment,
I’expression formelle du champ dans une machine avec un rotor saillant et un stator lisse sur lequel il applique

une densité linéique de courant au niveau du rayon interne.
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8.2 Reésolution formelle des équations de Maxwell pour des entrefers

double saillances & excitation statique bobinée

8.2.1 Structures a excitation statique classiques et non-conventionnelles

Comme nous le disions en introduction, avant de se lancer dans la modélisation, il convient de définir
précisement ce que I'on veut modéliser. L’ojectif de ce chapitre est de proposer un outil de modélisation maléable
afin de pouvoir tester rapidement de nouvelles topologies. Pour illuster ce propos, a la Figure 8.2 on présente
quelques structures & commutation de flux simplement excitées par des bobines. Tout d’abord, sur les Figures
8.2.(a) et (b), on retrouve les géomeétries classiques en configuration simple ou double couche. A la Figure 8.2.(c),

il s’agit d’une géométrie & commutation de flux avec dent de rebouclage.

DC Excitation Coils DC Excitation Coils
N JANN

(a) Géométrie MCF classique simple couche (b) Géométrie MCF classique double couche

Additional DC Excitation
Spacer tooth

Phase Coils

(c) Géométrie MCF non-conventionnelle avec
dent de rebouclage

FIGURE 8.2: Géométries classiques et non-conventionnelles & commutation de flux simplement excitées par des
bobinages

Aussi, la structure a réluctance variable avec des bobinages DC additionnels (ou Variable Fluz Reluctance
Machines With DC-Field Coil in Stator) proposée dans la référence [159] pourrait étre modélisée par la méthode

que nous allons décrire.
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8.2.2 Définition et résolution du probléme

La structure que nous proposons de modéliser dans ce chapitre est présentée a la Figure 11.1. Cette géométrie
de base permettra de tester I’'une ou 'autre des structures présentées dans le paragraphe précédent.

Comme nous pouvons le voir a la Figure 11.1, la géomeétrie se scinde en trois types de zones, les encoches
statoriques qui abriterons les bobinages d’excitation ou d’induit, ’entrefer et enfin les encoches rotoriques. Il

faut noter que les bords des encoches sont radiaux et les fonds d’encoches circulaires.

Double-layer
Winding Configuration

FIGURE 8.3: Géométrie de base & modéliser

Définition générale du probléme On cherche & déterminer le champ d’entrefer dans cette géométrie double
saillante en résolvant les équations de Maxwell dans chaque zones ou régions. Le potentiel-vecteur Z (ryv) =
A(r,v) u est régi par une équation de Laplace dans les zones sans sources externes (densité de courant nulle),

c’est-a-dire au niveau des encoches rotoriques et de ’entrefer,

AA; =0 ,pour les encoches rotoriques (Zone 1)

(8.1)
AA; =0 ,pour entrefer (Zone I)
et par une équation de Poisson au niveau des encoches statoriques (Zone q),
AA]‘ = —,quq (82)

La méthode utilisée dans les paragraphes ci-aprés se base sur une résolution formelle des équations de
Maxwell par un développement en série de Fourier du potentiel-vecteur Z (r,v). Dans un premier temps, la

forme du potentiel dans chacune des zones est déduite.

Expression du potentiel-vecteur A; dans la iéme encoche rotorique (Zone i) Comme vu pré-
cédemment, la distribution du potentiel dans ’encoche est régi 1’équation de Laplace 8.1. En coordonnées

cylindriques, nous pouvons écrire encore

ZA,' 1 Ai 1 2Ai S Rri;Rre
0 0 0 = 0 pour rel ] (8.3)

z 4+ =
or2 r Or r2 Ov? v € [0;,0; + Br,0rs)
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Sur la Figure 8.4, on retrouve la géométrie élémentaire d’une encoche rotorique avec les conditions aux limites
associées. Classiquement, la perméabilité assumeée infinie du fer, nous permet de considérer des conditions aux

limites de Neumann nulles sous chacunes des bordures de I’encoche,

0A; (7‘7 v=q; + Lréar)

5 =0 pour r € [Ry;, Rre] (8.4)

ainsi qu’en fond d’encoche,

8Ai (7‘ = R”‘, V)

o = 0 pour v € [0;,0; + B:,0:] (8.5)

avec 0; = a;+0 et a; =0, (1 _ 8 5 ) On rappelle par ailleurs que 6,. représente le pas dentaire rotorique (]2\,—7;),

0 la position du rotor et le coefficient ¢ la iéme encoche du rotor.

A

FIGURE 8.4: Géométrie des encoches rotoriques et conditions aux limites associées

On recherche une solution au probléme défini en 8.3 par la méthode de séparation des variables. Compte

tenu des conditions aux limites 8.4, on se permet de rechercher des solutions sous la forme suivante :

Ai(r,v) = pi(r)B(v)
= aéi) (r)+ Z a,(;) (r) cos (k T (v — 91-)> (8.6)

= BriOr

Réinjecter cette expression dans l’équation de Laplace 8.3, nous permet d’obtenir deux équations de Euler

suivant r

28?2 a((,l) aagl)

or2 "o = 0
92a(d PO S \? (8.7)
2 8‘;15 4 g;i - (k—ﬁrier) a](;) =0 ,Vk2>1
: ; 0
Les solutions pour le terme moyen a\ se trouvent facilement aprés changement de variable (V") (r) = %0,

Concernant les termes harmoniques a,(c), on fait appel aux fonctions harmoniques, en recherchant des solutions

de la forme a,(f) (r) = r<. Tout calcul fait, on abouttit aux solutions suivantes :

ag’ (r) = Ay + B n(r)

, N = , = (8.8)
agj) (r) = Ag)r Mo 4 B](;)rkﬁri“ Wk 21

Finalement, I'expression générale du potentiel-vecteur A; dans la iéme encoche donnée en 8.6 devient
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Ai(rv) = AD + B () + > [P 4 B cos (k
k>1

(v — oi)) (8.9)

YT

En considérant la condition aux limites 8.5,

aAi (Tv V)
=0
or r—R..
BW i~k —1 o ka1
- RO4 o Z [(kﬁﬁg ) Al(c)Rri et + (kﬂWQ > Bl(g)Rm‘ﬂrier ] COs <kﬁ7r9 (I/ — 91)>
T k‘>1 YT YT YT
(8.10)
on peut simplifier I’expression 8.9 en déterminant les coefficient Béi) et B,(f),
B’ =0
(8.11)

i 3 o~ 25
B = A0R,

On retiendra au final 'expression suivante pour le potentiel-vecteur A; dans les encoches rotoriques,

, o
Ai (’r’ V) = A(()z) + Z A](:)R','L BriOr
k>1

() () e (e )
AW

ko . I kT e
i o [ Ree\ Prior R,. Br, Or r Br, Or r By Or -
= Aé) + ZA](Q) <—Rr:> <R'r:> <Rri) + (Rm) cos <kﬁn9r (v — 91-)>

k>1

AS) B1

r o\ FEe r o\ FEe ™
b1 (Rri) + (Rre) cos (kﬂmﬂr (v — 91)> (8.12)

4D+ YA

k>1

Expression du potentiel-vecteur A; dans ’entrefer La encore, la détermination du potentiel-vecteur

Ay se solde par une équation de Laplace,

2 2 € R7‘67 Rsz
0" A laAI i A = 0 pour rel ] (8.13)
Oor? r Or r?2 Ov? v € [0,2n]

Compte-tenu du manque de symétrie de la géométrie & modéliser suivant la configuration Ns — N,., on consi-
dére Pentrefer complet (solutions 27-périodiques). Par un raisonnement similaire, on peut trouver I’expression

générale du potentiel-vecteur A; dans 'entrefer (Zone I),

198 Theése B. Gaussens



Ar (r,v) = A(()I) + Bé” In(r) + Z {Ag)r*” + B,(LI)T"] cos (nv) + {C,(Ll)r*” + DELI)T"} sin (nv)

n>1

A»g) —n B’r(zl) n Cr(zl) -n D7(lI) n
:A(()I)+Bél)ln(r)+z o <R7“ ) I o (Rr) cos (nv) + = (RT > + T <Pf> sin (nv)

n2l [~ —— ~—~— N
A B ot e

A + B () + 3 AP (;) +BY (Rr)

(8.14)

La condition de jauge sur le potentiel-vecteur A; impose divA = 0 (Jauge de Coulomb). On peut simplifier

I’expression précédente comme suit,

a0 (T L po (o
" Rre i " Rsi

les termes A((JI) et B(()I) étant nuls.

cos (nv) + sin (nv) (8.15)

Ar(ryv) = Z

nz1

o () L pw (T
" Rre * " Rsi

Expression du potentiel-vecteur A4; dans la jéme encoche statorique (Zone j) Dans chacune des

encoches statoriques (Zone j), le potentiel-vecteur A; est régi par I’équation de Poisson suivante,

0, 104, 104,
or? r Or r2 Qv?

ou J; représente la densité de courant dans jéme encoche. Cette densité de courant peut se développer en série

= —oJ; (8.16)

de Fourier en considérant la distribution des bobinages dans ’encoche présentée a la Figure 8.5 .

Encoche Encoche Encoche

rf i1 j i+l
Rce
R | ) ..... |" I >
R, |
A%
o,-0, o a,+6, >
t
§ Y -
Jphl
A%
>
oL,

]

F1GURE 8.5: Géométrie des encoches statoriques et conditions aux limites associées

On considére un bobinage double couche (deux phases différentes dans la méme encoche), le cas du bobinage
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simple couche découle simplement en égalisant les densités de courant Jpp, et Jpp,.

/[35‘95
Jphl ,VV S |:Oéj - ]T,oz]}

Jj(”): Bs. 0
Jphsy ,Vye[aj,ozj—i— D) }

(8.17)

Finalement, densité de courant J; peut s’écrire sous forme d’une série de Fourier en considérant la fonction

Jj (v) périodique sur 24,0,

J;( o+ Z Jjq cos ( 59 : (v 9j)> pour v € [0;,0; + Bs,065) (8.18)

q>1

/BSjOS
2

avec ; = o — et . Aussi, nous obtenons,

Jiy = 5 (8.19)
pour la valeur moyenne, et
26.,0.+0
2
Jig = = J; (v) cos dv
ja = J( ) (qﬂs, )
05
2 (Jpn1 = Jphy) . ( m
_ Z 2
= sin q2) (8.20)

pour le coefficient de Fourier. Cette expression de la densité de courant nous sera utile par la suite afin de

déterminer une solution particuliére & I’équation de Poisson 8.16.

F1GURE 8.6: Géométrie des encoches statoriques et conditions aux limites associées

Sur la Figure 8.6 est représentée la géométrie d’une encoche statorique avec les conditions aux limites
associées. Comme précédemment, on retrouve des conditions de Neumann homogénes au niveau des interfaces
air-fer, le fer étant lui-méme considéré comme infiniment perméable. Pour déterminer I’expression du potentiel-
vecteur A;, solution de I’équation de Poisson 8.16, on recherche dans un premier temps une solution & ’équation

homogéne AA; = 0. Etant donné les conditions de Neumman sur les bords de I’encoche statorique,
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0A; (r, v=oq;* ﬁsjz'es)
ov

on recherche des solutions, séparant les variables, sous la forme suivante,

= 0 pour r € [Rg;, Rse] (8.21)

T
Aj(rv)=af (r)+ " a?) (1) cos (v—96,) (8.22)
ﬁS,‘ 93
k21 J

Aprés réinjection de cette expression dans I’équation homogeéne, on raisonne de maniére similaire au cas des
encoches rotoriques pour obtenir ’expression A;. Tout calcul fait, on obtient I’expression générale suivante pour

le potentiel-vecteur dans I’encoche,

A (rv) = Agj) + Béj) In(r) + Z [A((]j)r—q‘/ssj 2 B((Zj)rqza.;j 9.;} cos (qﬁﬂ-e (v— 9j)> (8.23)
q>1 A

Il nous reste maintenant & déterminer une solution particuliére A; & ’équation de Poisson 8.16. A noter que le

terme moyen Aéj ) sera englobé dans la partie moyenne Cy (1) de la solution particuliére. Considérant la forme

de la densité de courant J; (voir Equation 8.27), nous recherchons une solution particuliére de la forme,

A (v) )+ >y () cos ( B: 7 - aj)) (8.24)

qg=>1

En ce qui concerne le terme moyen Cy (1), on se retrouve avec I’équation différentielle suivante,

8200 (’I“) + 1800 (r)
or? r or

= _/JOJjO (825)

L’équation ci-dessus a pour solution particuliére en recherchant des solutions de la forme Cy (1) = yr? ,
7.
Co (r) = —7”043%2 (8.26)
Concernant les termes harmoniques, V¢ = 1, on aboutit & I’équation suivante,
92C, (r)  10C, (r) 1  \°
- _ C = — 0 8.27
o2 + r Or 55] ) q (1) Hodjq (8.27)
Ensuite, on peut rechercher une solution particuliere Cy, a I’équation 8.27 sous la forme Cy (r) = yr?, et
finalement, on peut écrire que,
Cy, (1) = —pp——20 2 (8.28)
dp - /’LO 2 .
4= (177)
3. 8.
La solution particuliére A; a I’équation de Poisson 8.16 se trouve étre,
A (V) = —po Ji0 2 C’(]) Z/"LO 577 cos (v —0;) (8.29)
i 4 ﬁé S
14— (q 3 J
5;0s

Cela étant cette solution particuliére ne respecte pas la conditions de Neumann en r = R, qui pour rappel se

trouve étre (voir Figure 8.6),
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04i(r=RaerV) _ o bour v € [0,,0, + B, 0,]

or
©)
=0 R+ Y ADRSTT T 4 (g BOR” —ou—P0 R,
Rse S 05 59]93 4 s
>t ~ 45,7
cos T (v—196,) (8.30)
q/BSJ‘aS / ’

Cela nous permet de déterminer et d’éliminer certains coefficients,

B(j) = 1o JJO R2

4 —a5 o +2 N —2q5 T
Béj) — o, Jig R +A§J)Rse R (8.31)
(- (om7) ) (s75)

On vient alors modifier 'expression 8.23 pour en tenir compte. Tout calcul fait, I’expression générale du potentiel-

vecteur A; dans I’encoche statorique se trouve étre,

Aj(r,v) = A()+u Jio <R21 (r) — 742)+Z{cos<q i (1/—(%-))
2 2 =1 Bs; 05

o r\ 9E, r\ 97,0 Jiq 5 2R2, r o\ 9750
M(Rs) +<Rse> ]“" N\ (o) VB
AD 4- (qﬂsj 5> 43.,0.
=AY 4 222 (R2 In (r) — ) +Z{cos( (u—aj))
qg=1

A(J) & *Qﬁ r 7Q¢ + Rsz qﬂé fs r qﬁSJL'SS — qu 7,2 _ 2R§e r
B Rse Rsi Rse Rse 04 ( 2 (q s ) Rse
N— b

AY B2

Bs,;0s

J

955,05 155,05 J 2R2 1550
d B+ T pe——— [ - L ’ (8.32)
Rsi Rse 4 s (q us ) Rse
- (q,@sjes)

8.2.3 Application des conditions aux limites au niveau des interfaces entre zones

Maintenant que la distribution du potentiel dans les différentes zones est connue, on utilise la méthode des
intégrales de frontiéres afin de poser un systéme d’équations linéaires et déterminer ainsi les coefficients inconnus
dans les expressions du potentiel-vecteur dans les différentes zones. Entre deux zones possédant une interface
commune, on doit vérifier au niveau de cette interface a la fois la continuité du potentiel ainsi que la continuité

de la dérivée normale.

Continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur Comme nous venons de I'introduire, nous devons
assurer la continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur au niveau de l'interface encoche rotor-entrefer
(en r = R,.) ainsi qu’au niveau de l'interface encoche stator-entrefer. Sur la Figure 8.7, une vue schématique

de cette condition aux interfaces est proposée.
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Function Q,(v)

FIGURE 8.7: Continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur aux interfaces entre ’entrefer et les encoches
stator ou rotor

Ces deux conditions aux interfaces s’explicitent comme suit,

9A;(r,v)

OA . pour v € [6;,0; + By,0,]
Ia(ra V) _ Ql (I/) — 0 r=R,. (833)
r r=Ry. 0 ailleurs
et par,
0A;(r,v)
0A 5= pour v € |0;,0; + [0,
Ia(ra V) _ Q2 (l/) — g r=Rs; [ I ’ ] (834)
" lr=Ru 0 ailleurs

On remarque ici que le potentiel, quand on ne se trouve pas en face d’une encoche, doit satisfaire une condition de
Neumann homogéne. L’hypothése d’un matériau infiniment perméable permet de considérer le champ tangentiel

nul au niveau des interfaces air-fer.

Les seconds membres des équalités 8.33 et 8.34 sont ensuite développés en séries de Fourier afin de les égaliser
aux termes inconnus dans l’expression du potentiel-vecteur d’entrefer A;. Tout d’abord, nous développons

chacunes des deux fonctions €2 et 5 sous forme de série de Fourier,

O (v) = Z Ty, cos (nv) 4+ 'y, sin (nv) (8.35)

n>1

avec les coefficients de Fourier Ty, et 'y,
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2m
1 [ 0A;(r,
Tin = */ 94i(rv) cos (nv) dv
™ or r—R
o re
0;+pBr, 0
1o 0A4; (r,v)
= - Z —_— cos (nv) dv
= 0 or r=Rre
N 0;+Br; 0r
1 i
= Z Z A,(;)Alk / cos (kﬂ WG (v — 01)) cos (nv) dv
i=1k>1 ; rieT
Ak on,i
N,
R i
= > > A A, (8.36)
sl k>
avec
—kgT—1
7T 1 b1 R, Pri Or
A=k — 8.37
t ( Bm 07“ ) Rre Rri ( Rm' ) ‘| ( )
et

0:+Br, 0r

Qg pyi = / cos (kﬁ:9r (v— GL)> cos (nv) dv

i

n(ﬂ” 97,)2 (sin(n@i)fsin(n(ei +B8r; 0,,.))(71)k)
_ (kﬂ')2—<n[3”9T)2

B, 07 cos(nb;) sin(nf;)—sin(nb;+2ns,. 6,
T — gn 1 pour kT = nf,,0,

pour kr # np,,0,
(8.38)

Dans le chapitre précédent, lorsque nous avions développé la fonction de perméance de maniére formelle en
résolvant les équations de Maxwell, nous avions abouti & une intégrale similaire (produit de fonctions trigono-
métriques). Nous avions alors donné, sans plus d’explications, une expression générale sous forme d’un produit
d’une fonction trigonométrique et d’un sinus cardinal, évitant alors une quelconque condition d’égalité ou d’in-
égalité sur les termes au dénominateur. Il est possible ici d’utiliser la méme technique et, & la suite d’un calcul

relativement long, il est possible d’exprimer a4 5, ; de la sorte,

o ﬁr,;gr 67”11 0r ™ . k nﬁm
Qi = 5 cos|n|0;+ 5 k:2 sinc { 3 N,

+ cos (n <9i + ’87;97) + k:g) sinc (S + n]\ﬁf: )} (8.39)

De la méme maniére que pour le terme Y1, nous pouvons déduite le terme I'y,,,
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0A; (r,v)
or

sin (nv) dv
r=Rrc

I‘1n =

3=
O\:‘N

0i+pBr; 0

i

/ 8Aia(rr, v)

sin (nv) dv
=1 g

r=Ry.

0;+Br, 0r

N,
1§ (i) m -
= - E E A Ay / cos <k6m3r (v— 91)> sin (nv) dv

i=1k>1

i

Ok,n,i

r

_ % S S AP Ao (8.40)

i=1k>1

avec

05+ By, Or

Okni = / cos (kﬁ:@- (v— 91)> sin (nv) dv

0;

- 2 s(nbi)— n\bi r; Ur -1k
n(ﬂrier) (co\( LOZ) cos( L(G ;l—,B .0 ))( 1) ) pour . 7& nﬂmﬂ,«
_ (km)2—(np,,0.) (8.41)
Br, 0, sin(nb;) cos(n@i)—cos(nﬁi—&-Qnﬁm 07«)
2 + 4n

pour k7 = np,,0,

La encore, il est possible d’écrire oy, 5, ; sous forme d’un produit de sinus cardinaux comme suit,

— ﬁner . ) 57”1‘ 9r ™ . k nﬁri
Okni = 5 sin(n|6;+ 5 k2 sinc 5 N,

+sin <n (ai T 63‘”) + kg) sinc (l; + "]6’” )} (8.42)

Maintenant que la fonction Y; (v) est connue, nous pouvons déterminer les coefficients A%I) et C,(LI) par simple

identification. Il en sera de méme pour les coefficients Bff) et Dg), une fois que la fonction Y5 (v) aura été

développée en série de Fourier. On rappelle que

0Af (r,v) _ Zn

r
9 n>1
I —n—1 I —1
C’é ) r " Dfl ) r\" .
+n |- + sin (nv) (8.43)
Rre Rre Rsi Rsi
et donc, nous pouvons écrire que
A g ANl
Tin=n|-F- + 3, (R;)
AD (r, T BOD
Ton =n| -7 (7 R.; il
oD DI R. n—1 ( . )
Puw=n | =G+ 5 (=)
e
Lo = -5 (f2) 7 4 52
Les termes Yo, et 'y, sont donnés ci-apres,
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Qs (v) = Z Yo, cos (nv) + Iy, sin (nv)

n>1
avec les coefficients de Fourier T5,, et I's,,,
27 94
1 i(r,v
Ton = */ 94;(r,v) cos (nv) dv
T or r—R..
1 N, 0j+ﬁ5j05 aA
== / 04 (r,v) cos (nv) dv
T “ 8T =R..
Jj=1 9]' r=1IRsq
N, 2 03780500
_! Z 1 ﬂR (B 1 / cos (nv) dv
. 0 9 St Rsi
j=1 9]_
Bs v
Qn g
9j+ﬂs_7 95 91+Bs7 95

+ Z AW Ay / Cos <q57r9 (v— 9.7-)) cos (nv) dv —Aay; / Cos (qﬂ 719 (v—

(8.45)

9,7.)) cos (nv) dv

721 b5 0;
Qq,n,j Qq,n,j
1
= Bsam;+ Y AW Agagnj — Nogagn (8.46)
j=1 g1
avec
m 1 B2 [ Rsi 9550 !
A1y — — 8.47
147 qﬁsj 93 Rsz * Rse <Rse) ( )
Ry \ 177 !
A2q] - 2“0 14 b) Rsz Rse <R6L> . (848)
4 qﬂsjee >
0j+,35j65
T
Qgn,j = cos | g (v —6,) | cos (nv)dv
’ 68105
0;
2 (si )—sin(n(6; 5. 05 —1)4
n(Bs,65) (sm(nejl ( (e]tg ,105))(=1)7) pour g7 % nfB. 0
— (gm) 7(”553-95) ’ (849)
S B sin(nf;)—sin(nb;+2nBs .0,
Bs0s Cgs(n@a) _ sin(nd;) Sn 5+2nBs ;0. pour gm = nf,.0,
qui s’expriment encore sous forme de sinus cardinaux,
ﬁs]'es ) + ﬂS]'eS ™ sinec q nﬂS]’
Qgnj=—=—<cos|n|6; —q— |sinc| = —
and = T Ty ) 2~ N,
55795 ™ . q nﬂs7~
+ cos <n (Qj + 5 + g5 )sinc | 5 + Ns. (8.50)

et avec,
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2

1 [ 04;
Lop = */ 94, (r,v) sin (nv) dv
T or r=R.s
0
N 0.7+65j 0
1 & 0A;
== Z / 94, (rv) sin (nv) dv
4 or —R..
j=1 9j T s
1 Ns J R 2 9J+BS] 95
= = iRsi se _ :
) Ho =, <<R3i> 1> / sin (nv) dv
Jj=1 0,
B3j v
On,j
9j+6s]' 95 9j+ﬂs_7»95
+ Z A((;)Alqj / cos (qﬁ 710 (v — Hj)) sin (nv) dv —Agg; / cos (qﬂ Trg (v — Hj)> sin (nv) dv
g=1 0; 8578 0; 5578
Tq,n,j Oaq,m,j
1 &
= - B3i0n,; + Z A((ZZ)AlqO'q,nJ — NogOgn.j (8.51)
j=1 q=1
avec,
0;+8s;0s
Oqn,j = / cos <q6:;95 (v— Hj)) sin (nv) dv
2 q
,n(ﬂsj 95) (Cos(nej)fcos(n(ejjﬁsj93))(71) ) pour g # nﬁsj 95

= (qm)*—(nBs; 0s)
st 0, sin(né;) i cos(n9j)fcos(n0j +2n,85j 95)
2 4n

(8.52)

pour gm = nf,,0,

Sous forme de sinus cardinaux, peuvent s’exprimer

ﬂsjﬂs . 551-95 ™ . q nﬁsj-
Oqnj =5 sin{n 0; + 5 —qy |sinc | 5 — —

+ sin (n (9j + 68;05) + q;T) sinc (g + njisj ) } (8.53)

Continuité du potentiel-vecteur La deuxiéme condition aux limites que ’on doit satisfaire porte sur la
continuité du potentiel-vecteur au niveau des interfaces entre I’entrefer et les encoches stator ou rotor (cf. Figure
8.8).

Tout d’abord, la continuité du potentiel au niveau des encoches rotoriques en r = R,.., nous permet d’écrire
, q res p

que

Ai (1, V)], —g,, = A1 (r,v)|,_p . pour v € [0;,0; + B;,0,] (8.54)

En développant en série de Fourier le potentiel-vecteur A; au dessus de l'encoche, on peut déterminer les

coefficients Aéi) et Al(f) comme suit,
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Continuity of A

between
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/ \ airgap

P— -
| Continuity of Al
! between !
1 | rotor slots and ! |
A ] airgap | i

\ Airgap /

F1cURE 8.8: Continuité du potentiel-vecteur aux interfaces entre I'entrefer et les encoches stator ou rotor

0;+Br; 6r
IO Ap (r = Rye,v)d
0 ﬂ ) I (T res V) v
2 Ur )
0;+Br; 6r
1 1 4 o ((Bre\" 4 po (Bre\"] g
=30 Z Ay + By, R cos (nv) + |Cy) + Dy, R sin (nv) ¢ dv
r; Ur » n>1 S1 s
0,481, O 0,487, 0
1 re " re " .
=53 Z {Ag) +BY (12) } / cos (nv)dv + [C,(LI) + D (Z) ] / sin (nv) dv
i n>1 st 5, st 0:

B ].9 Z { |:A’£LI) +B7(II) (?) :| an,i —|— |:C1(1,I) + D7(1,I) <‘gre> :| Un,i} (855)

n>1 ST

avec,
9i+6” 97‘
i = / cos (nv) dv
0;
_ sin(n (6; + B,,0,)) — sin (nd;) (8.56)
= n ’
et
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0,+Br,0r
Oni = / sin (nv) dv
0;

cos (nb;) — cos (n (

01’ + Brlor))

_ . (8.57)
et
0;+Br; Or
@) R..\ "o
Akl 51 <Rrj) +1 ﬁr - / A[ 7" = 76, )COS (kﬂ 9 ( 97)) dv
0;+Br; 0r
2 R " R \" T
AL 4 Bh (Te> ] coS {C(I) + D(I) < ) } sin (nv) » cos (k v—0; > dv

ﬁm T 6/ 7%:1 |: " " Rsi ( ) Rsi ( ) 57@07“ ( )

D

n>1

5T7 0r

+ [C,(LI) +D§LI) (?) ] / cos (kz

2 Rye\" Ry \"

n>1

[A(I) +B(I) (2 ) } / cos (k

0;+B8r;0r

71'
5.0, (v — 91)) cos (nv) dv

i

0;+8r; 0r

T .
5.0, (v — 92)> sin (nv) dv

i

(8.58)

Meéme chose concernant les encoches statoriques ot la continuité du potentiel en » = R,; nous permet d’écrire

que

AJ (T', V)‘T'=quj = AI (r7 V)|7‘:R5i pour Ve [6759] +ﬂ8j08j|

(8.59)

On calcule tout d’abord le terme moyen de ’expression du potentiel vecteur dans les encoches statoriques,

0+85 ;05
. R2 1
4§ o2 (R - %) = 2o [ Arr =Ry
S;Vs aj
0,48 05
1 ! R.. —n R.. —n
= 3.0 / Z A(I)<Rsz> + BW | cos (nv) + |CD <Rw> + DD | sin (nv) 3 dv
S]' S 0] n>1 Te re
1 Rei o Rsv "
= 3 [Agp (R( ) +BD| ap, + |cD (R) + DD | (8.60)
5578 n>1 Te re
9j+ﬂs]'93
Qpj = / cos (nv)d
0;
_ sin (n (0, + B,05)) — sin (nd;) (8.61)
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0]‘ +65j 05
Onj = / sin (nv) dv
0;
cos (nb;) — cos (n (0; + Bs,05))

n

et pour les termes harmoniques,

A((ZJ)

Rsi 475,05 J. 2R R..\ 95,0
1+ B2 — Mo H 2 sz - - =
I&e 4 by ( s ) }%6
- (qiﬁg_ ) 5. ,0.

9]'+ﬁsj 0s

2 s
= 5.0, / Aj (r = Ry, V) cos <qﬁsj¢93 (v — Qj)) dv

R\ "
o () + D
n Rre n

wafgl ()

n>=1

Qgn,g + Ogn,j

Le systéme final & résoudre est formé par les équations,

-1
Tin=n|-F-+ 7 (7
—n—1

Yo, =n _AD (*R‘”) + By

Rye Rye Rs;

c® | pW» n—1
Fhl:7l — )

. C(I) R.. —n— D
Lop =n|-7- (72 + &

ﬂ

,_. JJ

1 & :
- ; Z Z Al(cZ)AlkiOék,n,i

i=1k>1
1
7
Ton = — > S Bajan+ Y AV Ngiagn — Nagicgn
j=1 q=1
N,.
_ 1 A(i)A
I'ip = p E E b A1kiOk i
i=1k>1
1 Qs
7
= E B3O+ > AV N1gi0qn; — D2giOgm.j
j=1 qg=1
(4) _
Ay’ =

1 {{ 7 R \" Ree\"
— > S |AD +BO ( i+ |CO 4+ DD () | oy,
Br.Or 1 R R;

(8.62)

(8.63)

(8.64)

(8.65)

(8.66)

(8.67)

(8.68)

(8.69)

Theése B. Gaussens



—k s
% Rre Br; Or
Al(c) B <R ) 1] =
2 Rre n Rre n
=37, > {AS{) + B <R5i> ] Qynyi + {cgp + DO <R> } Ohomi (8.70)

, J: ,
A+ o gt (R () - 1) =

1 Rsz " Rsz o
AL () oot [0 (52) + 00|, (&7
Agf) 1+52<R ) ‘|_,uo]2 Rsi_ﬂ<R ) =
* 4 - (q ﬁsjaﬁ‘ ) (q /BSJ 95 ) *
2 R\ " Ri\ "
= > |AD <) + B agp;+ [CD () + DD 0y 8.72
651-95 = Rre q,n,J Rre q,m,] ( )

8.2.4 Mise en forme du systéme d’équations

Nous avons défini précédemment un systéme de 8 équations comportant 8 inconnues,

AP
B
o Entrefer (Zone I)
DY
A(i)
A?i) Encoches rotoriques (Zone i)
k
A(j)
Agj) Encoches statoriques (Zone j)

Les expressions du potentiel-vecteur dans chacunes des zones s’écrit sous la forme de séries infinies. Nous

bornerons le nombre d’harmoniques & certaines valeurs,

max(n) = N , dans l'entrefer
max(k) = K, dans les encoches rotoriques (8.73)

max(q) = @ , dans les encoches statoriques

Cela étant, on peut remarquer que les termes harmoniques forment un systéme qui peut étre résolu indé-
pendamment (6 équations - 6 inconnues), et que les termes moyens n’interviennent pas directement dans la
détermination des coefficients d’entrefer (Zone I). Nous déterminerons a posteriori les valeurs moyennes du

) (4) 4

potentiel-vecteur dans les encoches rotoriques Agi et statoriques Ay’ & partir des coefficients d’entrefer.

La mise en forme du systéme matriciel est détaillée en Annexe B. Finalement, on peut écrire le systéme

matriciel suivant,

LX=U (8.74)

ou L peut étre définie comme,
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— [1d] [D1] [0] [0] — [51] [ayn,il " [Asi] [0]
[0] [0] - er [1d] [D1] - [51] [Uk,n,i]T [A1gi] [0]
I— (D2] 7 [1d] [0] [0] [0] —[S1] [agn]" [Argy]
[0] [0] (D2] 7 [Ld] [0] —[S1] [ogm,5]" [Argy)
il lamkd” (D4 fongal” [onkal” [D4] — D3] [0]
L [O‘nyqyj]T [D6] [O‘nvqyj]T [Un,q,j]T [D6] [Un,q,j]T [0] — [D54]

U , le vecteur source se définit comme,

: % (8.76)

(8.77)

8.3 Comparaison du modéle analytique avec des simulations Eléments
Finis 2D

Une fois que le systéme matriciel a été implémenté et les coefficients inconnus déterminés, nous avons acces
directement au potentiel-vecteur dans ’entrefer (Zone I) ainsi qu’au niveau des encoches rotoriques (Zones i)
et statoriques (Zones j). Afin de valider le modéle analytique formel, nous effectuons une comparaison avec

différentes grandeurs calculées par EF 2D.

Validation des conditions aux limites

La méthode des intégrales de frontiéres nous permettait de raccorder deux zones disctinctes en assurant a
la fois la continuité du potentiel-vecteur au niveau de l'interface entre ces deux zones mais aussi en imposant la
continuité de la dérivée normale. Ci-aprés, nous présentons un comparatif entre les valeurs du potentiel-vecteur
et de leurs dérivées au niveau des frontiéres rotor-entrefer et stator entrefer, soit respectivement en » = R,., et
Rsi~

Tout d’abord, nous présentons a la Figure 8.9, I’évolution du potentiel & l'interface entre le rotor et ’en-
trefer et aussi au niveau de 'interface stator-entrefer. Comme on peut l’observer, la condition de continuité du
potentiel-vecteur est trés bien respectée. En effet, sous chaques encoches statoriques ou rotoriques, le potentiel-

vecteur calculé est égal au potentiel d’entrefer (au niveau des interfaces).
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F1GURE 8.9: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) avec le modeéle analytique au niveau des interfaces entre le
rotor et 'entrefer (a) et entre le stator et entrefer (b) pour une structure quelconque (24 plots statoriques et

5 rotoriques) & une position 6 fixe du rotor - Jeze = 5A.mm=2- B, =08 -3, =06- N =100- K = Q = 50 -
e =o5mm

Méme chose pour la condition de continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur que ’on valide & la
Figure 8.10. La encore, on peut observer que lorsque l'on se trouve en face d’une dent stator ou rotor, la dérivée
normale s’annule. Cela signifie que la condition de Neumann que I’on impose est bien prise en compte. Lorsque

I’on se trouve en face d’une encoche rotor ou stator, le champ tangentiel est bien conservé.

Expressions analytiques des composantes radiales et tangentielles de I’induction
BY (ou du champ magnétique H") dans I’entrefer

Nous pouvons déterminer les composantes radiales et tangentielles de I'induction & partir de ’expression du

potentiel-vecteur A() dans Pentrefer comme suit,
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FIGURE 8.10: Evaluation de la dérivée normale du potentiel 9AY) avec le modéle analytique au niveau des
interfaces entre le rotor et l'entrefer (a) et entre le stator et l'entrefer (b) pour une structure quelconque (24
plots statoriques et 5 rotoriques) & une position @ fixe du rotor - Jez. = 5A.mm=2- 8, =0.8- 3, =0.6- N = 100
-K=0Q=50-¢=5mm

B (1) = 1245000

B=rot(A) o av (8.78)
Iy :
( ) B (r,v) = _oA (ry) ar(r’ )

Finalement, nous retiendrons les expressions suivantes,

CT(LI) r —n DglI) r n
+
r (Rre) T (Rm)

pour la composante radiale, et,

A’I(’LI) r —n—1 - B’SLI) r n—1 ( )+
Rre Rre Rsi Rsi costny "

sin (nv)

B (r,v) =3

n>1

cos (nv) —n

AsLI) r —n B7(lI) r n
r (Rre) * r <R51)

(8.79)

(1) —n—1 (I n—1
n Dn .
B (r,v) = E n CR <Rr ) - <R7') ] sin (nv)

(8.80)
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pour la composante tangentielle. Les champs magnétiques associés viennent directement puisque l'on se

trouve dans l’air (ﬁ = ﬂoﬁ) .

Comparaison avec les simulations EF 2D
Structure double saillante quelconque

On remarquera que dans un premier temps, nous n’avons pas sélectionné une configuration qui fonctionne
sur le principe de la commutation de flux. Nous avons considéré une machine double saillante quelconque avec
de nombreuses dents statoriques (Ns = 24) trés fines et peu de dents rotoriques (N, = 5). L’intérét étant
de montrer que la méthode reste trés précise méme dans des cas extrémes. Effectivement, dans la géométrie
que nous avons choisi, l’entrefer trés important favorisant ainsi les fuites encoches. Malgré tout, nous gardons
une précision trés bonne. Dans les comparatifs que nous allons présenter par la suite, nous considérerons 100
harmoniques d’entrefer (N = 100) et 20 harmoniques dans les encoches statoriques et rotoriques (K = @ = 20).

Sur la Figure 8.11, la distribution du potentiel-vecteur A dans la structure par le modéle analytique et
par simulation EF 2D sont présentées. On peut remarquer que le modéle analytique permet d’obtenir des
distributions trés fidéles a celles obtenues par EF 2D. On peut remarquer, visuellement, que les conditions
portant sur la continuité du potentiel-vecteur ainsi que sur la continuité de la dérivée normale du potentiel-
vecteur sont bien respectées.

Pour valider un peu plus le modéle, nous proposons a la Figure 8.12 une distribution du potentiel-vecteur
AW (r = R,,v), de I'induction radiale B,(r = R,,v) et du champ magnétique tangentiel H,(r = R,,v) le long
de D’entrefer moyen. Le comparatif avec les EF 2D est trés bon. Ce point est particuliérement intéressant du
point de vue du champ tangentiel, que 'on ne pouvait pas déterminer précédemment et qui va permettre de
déterminer le couple électromagnétique par l'intermédiaire du tenseur de Maxwell.

Nous avons effectué la méme chose en alimentant uniquement une phase. En effet, sur la Figure 8.13, seuls
les bobinages d’excitation sont alimentés en configuration simple couche. Cela revient & ne considérer aucun
harmonique dans I'expression de la densité de courant (J;4 = 0). Les distributions du potentiel-vecteur obtenues
analytiquement refleétent bien celles obtenues par EF 2D.

Nous proposons aussi a la Figure 8.14 une distribution du potentiel-vecteur A(I)(r = R.,v), de l'induction
radiale B,(r = R.,v) et du champ magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long de lentrefer moyen. Les
prédictions analytiques sont trés bonnes, notamment sur le champ tangentiel qui présente un fort contenu
harmonique.

De maniére générale, le champ dans cette structure est trés fortement harmonique. L’utilisation de cette

méthode, ou le potentiel-vecteur est développée en séries de Fourier, prend donc tout son sens.

Influence du nombre d’harmoniques sur la convergence du modéle

Justement en parlant de développement en séries harmoniques, on peut se demander quel nombre d’har-
moniques il est souhaitable de considérer dans le modéle. Nous avons essayé de donner quelques élements de
réponse dans ce paragraphe.

Tout d’abord a la Figure 8.15.(a), I’évolution de l'erreur quadratique moyenne entre le modéle analytique
et EF 2D est proposée pour un nombre d’harmoniques d’encoche rotor et stator fixe. L’erreur quadratique est
calculée sur la valeur du potentiel-vecteur A) (r = R, v). Il est intéressant de remarquer qu’il existe un nombre
d’harmoniques d’entrefer N pour lequel 'erreur est minimale. Ce nombre varie entre 40 et 80 suivant le nombre
d’harmoniques d’encoche considéré.

Sur la Figure 8.15.(b), nous avons tracé I’évolution de l’erreur minimale atteinte en fonction du nombre
d’harmoniques K ou @ (le nombre d’harmoniques d’entrefer variant jusqu’a 200). Il est intéressant de remar-
quer qu’au deld de 20 harmoniques d’encoche, 'erreur minimale atteinte n’évolue presque plus. Le nombre

d’harmoniques d’entrefer pour lequel 'erreur quadratique est minimale (en fonction du nombre d’harmoniques
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(b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF 2D avec 85 = 0.8 et 8, = 0.6

F1GURE 8.11: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans I’ensemble de lentrefer double saillant avec le modéle
analytique et EF 2D pour une structure quelconque (24 plots statoriques et 5 rotoriques) a une position 6 fixe
du rotor - Jege = 5Amm2- 8, =08-5,=06-N=100- K =Q =20-e =5mm
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FIGURE 8.12: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R.,v), de I'induction radiale B,(r = R.,v) et du champ
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F1GURE 8.13: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans I’ensemble de Pentrefer double saillant avec le modéle
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analytique et EF 2D pour une structure quelconque (24 plots statoriques et 5 rotoriques) a une position 6 fixe
du rotor - Jpp, =5A.mm 2 -3, =0.8-3,=06-N=100- K =Q =20-e=>5mm
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Analytical

Vector potential A (r = R,,v) (Wb/m)

0 /2 Positiori.c v (rad) 8n/2 T

(a) Potentiel-vecteur AU)(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 8, = 0.8 et 8, = 0.6
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : B, = 0.8 et 8, = 0.6
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(¢) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 8, = 0.8 et 3, = 0.6

FIGURE 8.14: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R,,v), de I'induction radiale B,.(r = R,,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une

structure quelconque (24 plots statoriques et 5 rotoriques) a une position 6 fixe du rotor - Jpp, = 5A.mm™2-
Bs=08-8,=06-N=100- K=0Q =20-¢=5mm
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(b) Erreur quadratique moyenne minimale en fonction du (c) L’évolution du nombre d’harmoniques d’entrefer N en fonc-
nombre d’harmoniques d’encoches stator @ ou rotor K - Ba- tion du nombre d’harmoniques d’encoches stator @ ou rotor K
layage du nombre d’harmoniques d’entrefer N entre 0 et 200 pour Perreur quadratique moyenne minimale

FI1GURE 8.15: Influence du nombre d’harmoniques sur ’évaluation du potentiel-vecteur A() (r = Re,v) le long du
contour d’entrefer avec le modéle analytique pour une structure quelconque (24 plots statoriques et 5 rotoriques)
4 une position 6 fixe du rotor - Jeze = 5A.mm 2 -e=5mm - B =0.8 - B, = 0.6

K ou Q) est donnée a la Figure 8.15.(c). Au dela de 30 harmoniques d’encoche, 70 harmoniques d’entrefer sont

nécéssaires afin de bien évaluer le potentiel d’entrefer.

Influence de la géomeétrie sur la prédiction du champ d’entrefer

L’une des principales hypothéses que 'on a posé au tout début de la résolution analytique reste la considé-
ration d’encoches a bord radiaux. Cela est bien évidemment nécessaire au développement du modéle analytique
puisque ’on détermine des solutions par la méthode de la séparation des variables. Il faut donc que les conditions
aux limites (de Neumann) considérées soient homogénes suivant une des deux grandeurs - r ou v - constituant
notre repére de travail. Afin de déterminer si effectivement, cette modification géométrique influence grande-
ment ’évaluation du champ d’entrefer, nous considérons une structure 24/5 comme précédemment mais avec
des dents statoriques et rotoriques beaucoup plus larges. Nous travaillerons ici & Ampére.tour d’excitation fixe
Nl.,. étant donné que l'on vient modifier la géométrie des encoches, et donc leurs surfaces.

Premiérement, penchons nous sur la Figure 8.16, ou sont représentées les distributions du potentiel-vecteur
A obtenues par EF 2D (avec dents droites ou avec des bords radiaux) et analytiquement (bords radiaux obliga-
toirement). On remarque que la structure est choisie volontairement afin de mettre en évidence plus facilement
les modifications sur la distribution du champ.

Si ’on compare les distributions de A obtenues analytiquement et par EF 2D & bords radiaux, le comparatif
est plutot bon. Les encoches statoriques alimentées fuitent énormément car elles sont peu épaisses. Aussi, les
dents rotoriques étant relativement larges, les bobines situées en vis-a-vis créent un champ d’entrefer qui est

principalement radial. Au contraire, les bobines alimentées qui se trouvent en vis-4-vis d’une encoche rotor,
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créent, elles, des lignes de champ qui se rebouclent sur les bords d’encoches rotor.

(a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF 2D avec (b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF 2D avec
encoches & bords radiaux -85 = 0.2 et 8, = 0.3 dents droites -8s = 0.2 et 5, = 0.3
0.15F |
=
. \\\\\\\\\\\\\@M\\\\m\
0.1 %g\\\\\\ —
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W/
ok |
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—0.4F % 4
Wy
/////////;é\wuwmr
—0.15} -
L L L L L L L L L
0.2 ~0.15 0.1 ~0.05 0 0.05 0.1 0.15 0.2

(¢) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement (encoches & bords radiaux) -8s = 0.2
et B, =0.3

FIGURE 8.16: Influence de la géométrie pour une structure quelconque (24 plots statoriques et 5 rotoriques) a
une position 0 fixe du rotor - Nl.,. = 1000A.tr - e = 5mm

Pour évaluer l'infuence de la géométrie sur le champ d’entrefer, nous proposons, comme précédemment, &
la Figure 8.17, une distribution du potentiel-vecteur AY)(r = R,,v), de I'induction radiale B, (r = R.,v) et du
champ magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long de 'entrefer moyen, pour les trois cas de figures (cf. Figure
8.16).

On remarque une légeére différence sur I’évalutation du potentiel-vecteur A(r = R,, v). Sur I'induction radiale
B.(r = R.,v), le pic d’induction n’est pas modifié. En revanche, la modification intervient pour des valeurs
plus faibles de I'induction. Il s’agit des zones d’entrefer en vis-a-vis des encoches rotoriques. Il est intéressant
de remarquer que l'induction d’entrefer est légérement plus grande dans le cas des configurations & dent droite.
En effet, dans le cas des dents droites, la perméance d’encoche est légérement plus grande que dans le cas des

dents & bords radiaux.
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Vector potential A)(r = R,,v) (Wb/m)

(a) Potentiel-vecteur A(r = Re,v) calculée par EF 2D
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D -8, = 0.2 et 3, = 0.3

Magnetic field H,(r = R.,v) (A/m)
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(¢) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D

FIGURE 8.17: Influence de la géométrie sur I’évaluation du potentiel-vecteur A)(r = R.,v), de I'induction
radiale B,(r = R.,v) et du champ magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le
modéle analytique pour une structure quelconque (24 plots statoriques et 5 rotoriques) a une position 6 fixe du
rotor - N1,z = 1000A.tr - e = 5mm
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Concernant le champ tangentiel H,(r = R.,v), il n’y a pas de différences notables a relever.
Finalement, ’hypothése d’une géométrie & bords radiaux impacte peu les distributions du champ d’entrefer.
D’ailleurs, dans la suite de ce chapitre, nous validerons le modéle sur des structures MCF classiques et non-

conventionnelles.

Structure a commutation de flux triphasée

Nous considérons maintenant des structures & double saillance & commutation de flux. Dans le chapitre
précédent, nous avions mis en évidence que seul un choix judicieux de la combinaison en nombre de dent stator
- rotor (Ng — N,.) permettait d’obtenir une commutation du flux. D’ailleurs, ce fit l'occasion de proposer une
régle générale (sans étre exhaustive...) qui permettait de prédéterminer les combinaisons Ny — N, présentant le
plus fort potentiel de conversion d’énergie. Dans un souci de concision, nous nous intéresserons ici uniquement
aux configurations triphasée 24 — 10 MCF classique et 18 — 11 MCF & dent de rebouclage. L’ensemble des
distributions sera présenté en Annexe C. Les prédictions analytiques du champ a vide, de réaction magnétique

d’induit et en charge sont toutes en trés bon accord avec les simulations EF 2D.

8.4 Expressions analytiques des grandeurs électromagnétiques inté-
grales

8.4.1 Expressions analytiques des flux, de la force électromotrice (FEM) et de la
tension en charge

A partir du modeéle d’entrefer formel développé précedemment, nous pouvons remonter a I’expression de la
force électromotrice (FEM) de maniére formelle 14 encore. Contrairement au modéle basé sur les fonctions de
perméances (qui donnaient d’ailleurs satisfaction pour ’évaluation de la FEM), nous n’allons pas intégrér le
champ d’entrefer sous le pas de la bobine mais plutot utiliser ’expression du potentiel-vecteur dans les encoches,

que l'on rappele ci-apreés,

. . I,
AW (r,v) = Aéj) + NO%O (Riel ) + Z {cos ( 557 - (v Hj)>

q>1

r o\ 9F 0 r O\ 95,0 Js 2R?2 r O\ 97,0
(R ) + B2 (R ) —po———— [ - 7: <R> (8.81)
s se 4 — (qiﬁsjes) (q ﬁsj 05) se

En considérant une densité de courant uniforme aux niveaux des encoches, le flux moyen sur I’encoche peut

AW)

q

étre déterminé en moyennant le potentiel-vecteur sur la surface de ’encoche Sy,

ﬂs sg

j / / AW (r,v) rdrdy (8.82)
2% (g1

slot

pour la k™ bobine de la ji®me encoche dans un bobinage double couche (k = 1 ou 2), ou alors pour un

-iéme

bobinage simple couche, le flux moyen sur la j encoche,

R 9itBs 05

L, ,
o) = S / AY) (r,v) rdrdy (8.83)

si 0;
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avec,

R, Bsj0s
/ R2, — R2)

Sslot = / / rdrdv = ( B si

Rs; O

By, 05 (8.84)

Tout calcul fait, 'expression du flux moyen dans le cas d’un bobinage double couche s’exprime par

j j 2L, s Jio [ R: 3 R2_R?, 1 R,
(p](CJ) :A((J])La+ {6 305 Moﬂ (Se (ln(Rse) _ ) _ “lsetlsi (1H(Rsz) _ ) + s1,>

Ssiot 2 2 2 4 2 2 8
. kqm . m(k—1)
+Z stes (Sln (T) — S1n (%))
q=1 pr

b () (e () ) () (e () )
=y <<R§e ) <(R“R“')2 (2) ) Rie)) }} -

avec,

(8.86)

et par,

5 5 2
(4) — A0 La Jio [ Bse 7Y B (B Voo L
© Ay’ Lo + S {Bs_jgsﬂo 5 ( 5 In (Rs.) 5 5 .. (In(Rgs) — 1) 5 (8.87)

pour un bobinage simple couche. Dans le cas ot I’on se trouve a vide (J;4 = 0), ces expressions se réduisent

5 5 2
G _ g0 2La ) Bsje. Jjo (R () A N T L TR
P o La+ S 9 Ho 9 5 H(RSE) 6 9 R.. ( n(Rsz) ) 6

+Z A(j)ﬁsjes (sin (kT”) — sin (q”(g_l))>
q

pT

q=1

(i) (o () " m) e (2) (m-me () )]} s

pour le cas d’'un bobinage double couche. L’expression du flux d’une encoche dans le cas d’un bobinage

simple couche n’est pas modifié. En effet, 'expression 8.88 est indépendante de J;,. Maintenant que I’expression
du flux sur une zone d’encoche est déterminé, nous pouvons classiquement déterminé le flux total embrassé
par la bobine. Afin de réaliser la bonne interconnexion entre chacune des zones d’encoches, on se référera au
chapitre précédent ou différentes fonctions de bobinage avaient été proposées. On rappelle que l'interconnexion
des bobines est directement dépendant de la combinaison entre le nombre de dents statoriques et rotoriques. Il
faudra aussi dans la plupart des cas déterminer le flux embrassé par plusieurs bobines de la méme phase afin de
déterminer le flux total. En guise d’exemple, considérons une topologie triphasée avec 24 dent statoriques (N;)

et 10 ou 14 dents rotoriques (N,). La matrice de connexion des bobines est la suivante,
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110 0 -1 -1 0 0 1 10 0 -1 -1 0 0 1 1 0 0 -1 -1 0 0
c_|00o1 0 0o 0o 0 0 000 -1 0 0 1 0 000 0 0 0 0 -1
"o oo -1 0o 0o 1 0 00O O O O O -1001 0 0 0 0 O
o000 0 o0 0O 0 -10201 0 0 0 0 0 00O -1 0 0 1 0
110 0 -1 -1 0 0 1 10 0 -1 -1 0 0 1 1 0 0 -1 -1 0 0
o001 0 o0 0O 0 0 ©0O0OU O -1 0 0 1 0 0O0O0O 0 0 0 0 -1 (8.89)
000 -1 0 o0 1 0 00O O O 0O 0 -1 001 0 0 0 0 0 ’
o000 0 o0 0O 0 -190901 0 0 0 0 0 0O0UO0 -1 0 0 1 0
Pour la structure MCF & dent de rebouclage 18 — 11, la matrice de connexion sera
1100 0 0 -1 -1 00 0 0 1 1 0 0 0 0
c_|0 011 0 0 0o 0o 00 0 0 0000 -1 -1
“loo0oo0oo0 -1 -1 0 0 1 1 0 0 00 OO O O
0000 0O O O 0O 0O -1 -1 0 0 1 1 0 0
-1 -1 00 0 o0 1 1 0 0 0O O -1 -1 00 0 0
0o 0 11 0 0 00O0O0 O O 0 0 0 0 -1 -1 (8.90)
0o 0 00 -1 -1 00 1 1 0 0 0 0 0 0 0 0 :
0o 0 00 O 0 00 OO0 -1 -1 0 0 1 1 0 0

Finalement, grace & cette matrice de connexion, le modéle analytique que l'on vient de développer est

facilement adaptable a de nouvelles topologies.

8.4.2 Comparaison avec des simulations Eléments Finis 2D des flux de phase

A partir des expressions du flux proposées dans la section précédente, nous avons pu déterminer analyti-
quement comment, ce dernier évolue en fonction de la position. A la Figure 8.18, ’évolution de flux moyen par
phase en fonction de 6 pour une structure MCF classique 24 — 10 (double couche) est proposée. Comme on peut
le voir, on retrouve bien un flux bipolaire caractéristique des structures & commutation du flux. Que ce soit &
vide ou en charge, I’évaluation du flux de phase obtenu analytiquement est trés bonne, avec un écart proche de
1% comparativement aux résultats EF 2D.

Analytical - 4,

Analytical - 4,

—— Analytical - 4, —— Analytical - 4

Analytical - Ay Analytical - Ay

Flux-linkage ¢(6) (Wb)
Flux-linkage #(6) (Wb)

18 24 12 18
Mechanical position § (deg.) Mechanical position  (deg.)

(a) Flux a vide calculé analytiquement et par EF 2D : Nlegze = (b) Flux en charge calculé analytiquement et par EF 2D :
1200A.tr Nlege = 1200A.tr et NIy, = 500A.1r

F1GURE 8.18: Evolution du flux moyen par phase avec le modéle analytique et EF 2D pour une structure MCF
classique (24 plots statoriques et 10 rotoriques) en fonction de la position 6 - 8 = 0.5 - 8, = 0.7 - N = 150 -
K=Q=20-¢e=5mm

Méme remarque concernant la topologie MCF 18 — 11 a dent de rebouclage (simple couche)(cf. Figure 8.19),
ou ’écart entre la prédiction analytique et les simulations EF 2D est trés faible (toujours de 'ordre du %).
Nous ne détaillerons pas plus cette partie sur la prédiction du flux de phase car ce point a largement été

abordé lors du chapitre précédent.
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Flux-linkage ¢(0) (Wb)

Flux-linkage ¢(0) (Wb)

5 0 0
Mechanical position # (deg.) Mechanical position # (deg.)

(a) Flux a vide calculé analytiquement et par EF 2D : NIege = (b) Flux en charge calculé analytiquement et par EF 2D :
1200A.tr Nleze = 1200A.tr et N1, = 500A.tr

FIGURE 8.19: Evolution du flux moyen par phase avec le modéle analytique et EF 2D pour une structure MCF
a dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) en fonction de la position 6 - B, = 0.5 - 8, = 0.7 -
N=150- K=Q =20-e¢=5mm

8.4.3 Expression analytique du couple électromagnétique C.,,

Nous déterminons le couple par l'intermédiaire du tenseur de Maxwell étant donné que nous avons acces

,(«I)et la composante tangentielle du champ magnétique H,EI).

a la fois & la composante radiale de I'induction B
Nous intégrerons directement le tenseur des contraires sur un cylindre fictif situé a mi-entrefer (r = R.) en le

multipliant par le rayon d’entrefer R.,

2
Cem () = L R? / B (r = Re,v) H" (r = Re,v) dv (8.91)
0
avec 6 la position relative du rotor par rapport & sa position initiale.

A partir des expressions données, le couple instantané de la structure peut s’exprimer par,

Com = L;fiﬂ"; X1nX3n = X2nXdn (8.92)
avec,
wen |G (7)o () 629
Xon =N fﬁi) (}];:e>n + lj%(i) <1§i)n (8.94)
X3n =N 2{) ( gj_n_l - ii) (1]%{;)%1] (8.95)
Nan = f:) ( }]:f)_n_l - %m (g)_ll (8.96)

8.4.4 Comparaison avec les Elements Finis du couple électromagnetique C.,,

Nous comparons maintenant le couple en charge obtenu analytiquement et par Elements Finis 2D. Le
logiciel FEMM propose notamment deux méthodes pour déterminer le couple, toute deux basées sur le tenseur
de Maxwell :
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— La premiére par intégration directe du tenseur de Maxwell sur un cylindrique situé a mi-entrefer. Il s’agit
donc du pendant numérique de la méthode analytique proposée précédemment.

— La seconde, dite méthode du tenseur de Maxwell pondéré ou moyenné (“Weighted Stress Tensor”), repose
sur une intégrale volumique du tenseur de Maxwell. L’idée initiale de cette méthode repose sur le fait que
le couple est théoriquement indépendant du rayon. On procéde donc & un moyennage du couple calculé

sur différents contours dans ’entrefer.

) SRS S TN NSNS WSS SO —

7] ST SRTIT STRTIO SETTIPUITPTINIPTPIIS ST
: : : Analytical
: : : ¢ 2D FE - Stress Tensor
: : : « 2D FE - Weighted Stress Tensor
1 L L L L L L L
0 5 10 15 20 25 30 35
Mechanical position 6 (deg)

Electromagnetic Torque C,,,(f) (N.m)

F1GURE 8.20: Evolution du couple calculé analytiquement et par Eléments Finis (suivant deux méthodes) en
fonction de la position du rotor # pour une structure triphasée 24-10 - N1.,. = 1200A.tr - Courants de phases
sinusoidaux triphasés d’amplitude NI, = 500A.tr - 8, =0.5 - 3, = 0.7 - e = d5mm

Sur la Figure 8.20, I’évolution du couple C¢,, en fonction de la position rotorique € est présenté. Le modéle
analytique permet d’évaluer avec une trés bonne précision & la fois le couple moyen de la structure ainsi que son
ondulation de couple. D’ailleurs, cette ondulation de couple reste ici trés faible, confirmant le fait que la structure
a commutation de flux simplement excitée, malgré sa double saillance, ne posséde pas un couple reluctant élevé.

Aussi, nous pouvons remarquer que les deux méthodes Elements Finis (méme maillage) ne permettent pas
d’obtenir un résultat en tout point identique. Une erreur relative sur le couple moyen (de 'ordre de 1%) subsiste.
La méthode du tenseur de Maxwell pondéré est vraisemblablement moins sensible au maillage et permet une
meilleure évaluation du couple. Cela se comprend car la méthode classique du tenseur de Maxwell nécéssite
une évaluation de l'induction radiale B, et du champ magnétique tangentiel H, en un rayon fixe, tous deux
déterminés par des dérivations locales du potentiel-vecteur A, et donc sujettent & des erreurs numériques *.

Par la suite, nous proposons une étude assez classique pour démontrer la robustesse du modéle afin d’étre
implémenter dans une procédure d’optimisation. L’étude se focalisera sur la structure 24 — 10 & commutation de
flux classique. Tout d’abord, a la Figure 8.21, ’évolution du couple éléctromagnétique Ce,, en fonction de I’angle
de charge ¢ est proposée. Le comparatif avec les simulations EF 2D est trés bon. La structure est alimentée
par des courants sinusoidaux d’amplitude NI,, = 250A.tr et avec une force magnétomotrice d’excitation fixée

a Nl.p. = 500A.tr. L’évolution du couple moyen en fonction de 'angle de charge est similaire & celle que

1. Fort de cette observation, il nous a semblé intéressant de voir si cette méthode pouvait étre appliquée au modéle analytique
afin d’en augmenter la convergence. Nous déterminons donc le couple comme précédemment par intermédiaire du tenseur de
Maxwell en moyennant ’expression obtenue sur U'entrefer d’épaisseur e. Finalement, I’expression suivante sera retenue,

Rg; 27
La I I
Cemponaere (0) = - / /TQB,(« ) (r,v) ah (r,v) dvdr
Rye O
__ La 2 (4 () _ gAY [ Bsi = Bre
— #Oewgzn (An p — B¢l ) P (8.97)

Cela étant, aprés implémenation numérique, cette derniére expression s’est révélée donner des résultats trés proches (e < 10_6).
En effet, 'entrefer étant relativement fin, la variation du couple pour différents rayon d’entrefer reste marginale. Finalement, le
moyennage du couple suivant P’entrefer apporte peu dans ce cas la.
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0 20 40 60 80 100 120 140 160 180
Load angle § (elec. deg.)

Mean Electromagnetic Torque Cem (N.m)

0 L L

FIGURE 8.21: Evolution du couple moyen calculé analytiquement et par Eléments Finis (suivant deux méthodes)
en fonction d’angle de charge § pour une structure triphasée 24-10 - N, = 500A.tr - Courants de phases
sinusoidaux triphasées d’amplitude NI, = 250A4.tr - B, =0.5- 8, = 0.7 - e = 5mm

I’on obtient pour des machines synchrones classiques & aimants en surface, avec une périodicité a 180 dégrés

électriques.
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F1GURE 8.22: Evolution du couple moyen et 'ondulation de couple AC,,, calculées analytiquement et par
Eléments Finis (suivant deux méthodes) en fonction du courant de phase NI, pour une structure triphasée
24-10 - N1.,. = 1500A.tr - Courants de phases sinusoidaux triphasées - 6 =0- 5, =0.5 - 8, =0.7 - e = bmm
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(b) Ondulation de couple en fonction de 8,

FIGURE 8.23: Evolution du couple moyen et 'ondulation de couple AC.,, calculées analytiquement et par
Eléments Finis en fonction de 'ouverture relative de la dent rotor S, pour une structure triphasée 24-10 -
Nl... = 1000A.tr - Courants de phases sinusoidaux triphasées - § =0 - 85 = 0.5 - e = bmm

Nous continuons ’exploration du modéle a la Figure 8.22, ot I’évolution du couple moyen C,,, et de 'ondu-
lation de couple AC,,, en fonction des Ampére.tours de phase NI, est proposée. Les Ampéres.tour d’excitation
Nl.,.. et angle de charge sont fixés. Le comparatif avec les EF 2D est trés bon. L’évolution de C,, et AC.,

est pratiquement linéaire dans ce cas de figure.

Encore, a la Figure 8.23, une autre étude portant sur 'influence de ’ouverture relative de I’encoche rotorique
B, est proposée. On y retrouve I’évolution du couple moyen C.,, et de ’ondulation de couple AC,,, en fonction de
Br. Les ampéres.tour d’excitation NI, et de phase NI,; sont fixes, ainsi que I’angle de charge §. Les prévisions
analytiques sont en trés bon accord avec les simulations EF 2D. Concernant le couple moyen C,,,, on atteint
une valeur maximale pour une ouverture de I’encoche rotorique (3, avoisinant 0.75. Concernant 1’ondulation de
couple, cette derniére est minimale pour S, proche de 0.6. Il faut noter que 1’évolution de ’ondulation couple
est fortement non-linéaire, mais malgré tout, le modéle analytique reste capable de prédire son évolution.

Cet ensemble de validations met en évidence une certaine robustesse du modéle, et surtout, démontre son

intérét dans I'optique d’une conception optimale de ces structures & commutation de flux.

Theése B. Gaussens 229



4 4
B £
z z
° °
EY EY
] 5
= =
2 2
) 5
g
E E
& L 3 : : : :
0.5 ~Analytical 0.5 : : : : Analytical
0 H H H H *« 2D FE 0 H H H H 2D FE
0 6 12 18 24 30 36 0 6 12 18 24 30 36
Mechanical position 0 (deg) Mechanical position 0 (deg)
(a) Couple instantané avec courants sinusoidaux (b) Couple instantané avec injection d’harmoniques de rang
5

1000f 1000

4]

o

o
T

500

Phase MMF (A.tr)
(=]

Phase MMF (A.tr)
o

-500F -500f

~1000 H H H H H ~1000 . . : H H
0 6 12 18 24 30 36 0 6 12 18 24 30 36

Mechanical position 6 (deg) Mechanical position 0 (deg)
(c¢) Courants d’alimentation sinusoidaux (d) Courants d’alimentation harmoniques : Injection de rang
5

FIGURE 8.24: Evolution du couple instantané C.,, (0) analytiquement et par Eléments Finis en fonction de la
position du rotor 6 pour une structure triphasée 24-10 - Nl.;. = 1000A.tr - Courants de phases sinusoidaux
triphasées N1,y = 1000A.tr - 6 =0° - B, = 0.5 - B, = 0.75 - e = bmm- d,, = 270° - N1,y = 20A.tr

8.5 Autres utilisations de la modélisation par résolution formelle des

topologies & commutation de flux

Dans la section précédente, nous nous sommes attachés & démontrer I’aptitude du modéle analytique formel
a évaluer les performances électromagnétiques (flux, fem et couple électromagnétique) dans une optique de
dimensionnement optimal. Nous détaillons maintenant quelques applications ou utilisations possibles de ce type
de modéles. En effet, 'intérét de cette approche ne se borne pas uniquement & la conception électrotechnique.
Afin d’illustrer nos propos, nous présenterons donc deux utilisations possibles du modéle formel :

— La premiére, portera sur la réduction des harmoniques de couple;

— et la seconde, portera sur 'utilisation de ces modéles en cas de défauts.

8.5.1 Techniques de réduction des ondulations de couple en charge
Injection d’harmoniques sur les courants de phases

L’injection d’harmoniques de courants permet de réduire les ondulations de couple. Nous considérerons pour
I’exemple la configuration 24-10 présentée a la Figure 8.23 possédant le couple moyen le plus important, c¢’est
a dire avec 8, = 0.75. Cette configuration posséde une ondulation de couple de 7.4% pour un couple moyen de

3.37 N.m. Nous considérerons des courants d’alimentation suivants,

Nlph, (0) = NIy sin (N0 — (k —1)120 = 8) + > Ny, sin (m (N, — (k — 1)120 — §,,)) (8.98)

avec m, N1y, et 0, respectivement le rang, I’amplitude et la phase de I’harmonique de courant injectée. Par
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] Rang de I’harmonique de courant m \ Rang de 'ondulation de couple ‘

2 3
4 3
5 6
7 6
8 9
10 9

TABLE 8.1: Harmoniques de courant et harmoniques de couple associées pour une structure MCF classique
24 — 10 double couche
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F1GURE 8.25: Evolution du couple instantané C.,, (0) analytiquement et par Eléments Finis en fonction de la
position du rotor 6 pour une structure triphasée 24-10 - N1.,. = 1000A.tr (Ampére tour d’excitation moyen)
- Courants de phases sinusoidaux triphasées NI,, = 1000A.tr - 6 = 0° - s = 0.5 - B, = 0.75 - e = bmm-
Om = 10° - NIz = 50A.1r

I'intermédiaire du modéle analytique formel, nous déterminons les harmoniques de courants susceptibles de créer

(ou compenser) les ondulations du couple en charge. Elles sont listées dans le Tableau 8.1.

Les ondulations de couple en charge correspondent principalement & un rang 6 (cf. Figure 8.24.(a)). D’aprés
le Tableau 8.1, les harmoniques de courant de rang 5 et 7 sont créatrices d’un rang 6 sur le couple.

Le résultat de l'injection de courant est présenté a la Figure 8.24.(b). L’ondulation de couple est réduite
a 1.6% en conservant la valeur moyenne du couple. Surtout, en terme de pertes Joule, cela représente une
augmentation de 5%.

Injection d’harmoniques sur le courant d’excitation

Une autre proposition afin de diminuer les ondulations de couple serait de controler directement le courant
d’excitation I.,.. Nous injectons cette fois directement des harmoniques de rang 6, car le couple moyen est
directement proportionnel au niveau d’excitation.

Les résultats sont proposés a la Figure 8.25 et sont validés par EF 2D. Finalement, I’ondulation de couple
est réduite & moins d’1% en conservant la valeur moyenne du couple. Cette technique bien qu’intéressante est
difficilement réalisable d’un point de vue expérimental. En effet, la bobine d’excitation est alimentée en tension.
La constante de temps sera forcément importante car 'inductance de la bobine est elle aussi trés importante.

Cela ne permettra donc pas une régulation efficace du courant d’excitation.

8.5.2 Performances en cas de défauts

Une derniére application o ces modéles formels pourraient étre utilisés serait dans le calcul des performances

en cas de défaut, et par la suite la reconfiguration des phases défaillantes. En guise d’exemple, nous proposons a
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la Figure 8.26, ’évolution du couple instantané en fonction de la position 6 lorsque I’on perd un bras d’onduleur.
On se retrouve avec un couple ondulatoire trés important. Le modéle analytique formel permet cependant de

prédire fidélement 1’évolution du couple instantané.

R S R
p e B SRS o - 2DFE

Electromagnetic Torque C.,, () (N.m)

0 5 10 15 20 25 30 35
Mechanical position 6 (deg)

FI1GURE 8.26: Evolution du couple moyen et I'ondulation de couple AC,,, calculés analytiquement et par Elé-
ments Finis dans le cas d’une phase ouverte pour une structure triphasée 24-10 - N1.,. = 1000A.tr - Courants
de phases sinusoidaux triphasées - 6 =0 - B, = 0.5 - ¢ = bmm

Conclusion

Ce Chapitre 8 fut dédié a la modélisation analytique basée sur la résolution formelle des équations de Maxwell
pour des structures double saillance excitées par des bobinages DC. Effectivement, nous avions pu voir dans le
Chapitre 7 (approche par fonctions de perméance) que 'extension du modéle & d’autres topologies était difficile.
L’approche présentée dans ce dernier chapitre est beaucoup plus générale et permet de traiter des topologies
non-conventionnelles.

Aprés avoir rappelé la démarche & suivre afin de résoudre les équations de Maxwell en magnétostatique,
nous avons appliqué cette méthodologie & une structure double saillance excitée par des bobinages DC au
stator. Nous avons déterminé l'expression du potentiel-vecteur dans chaque zones de la structure considérée,
puis en appliquant des conditions d’interface entre chaque zones (au moyen de la méthode des intégrales de
frontiéres), nous avons pu déterminer les coefficients inconnus régissant le potentiel-vecteur dans ’entrefer.
Cela nous a permis de déterminer les composantes radiale et tangentielle du champ d’entrefer. Les grandeurs
intégrales comme que le couple ou le flux de phase ont pu étre déterminées. A noter que le couple est calculé
ici en appliquant le tenseur de Maxwell puisque 'on peut déterminer les composantes radiale et tangentielle.
De nombreuses validations par comparaisons avec les EF 2D sont venues valider I’approche que ce soit pour
la prédiction du champ d’entrefer (a vide ou pour la réaction magnétique d’induit), le flux ou encore le couple
instantané. La validation par EF 2D a aussi porté sur une nouvelle topologie de machine avec dents de rebouclage.
Nous avons démontré ainsi la capacité de ce modéle & traiter des structures innovantes.

Dans la derniére section de ce chapitre, nous avons proposé d’autres utilisations de ce type de modéle. La
premiére utilisation concernait l’injection d’harmonique de courant dans l'induit ou dans l’excitation afin de
réduire les ondulations de couple. Une validation par comparaison avec les EF 2D fut aussi proposée. Enfin, nous
proposons ['utilisation de ce type d’approche afin de prédire le fonctionnement en cas de défauts. La encore, le

modéle s’est montré trés précis pour déterminer le couple en cas de perte d’un bras d’alimentation.
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Sur le principe de commutation de flux : Une machine synchrone a

champ tournant a fréquence nulle

Introduction

L’idée de ce paragraphe est venue d’une réflexion, ou plutot d’une observation réalisée par mon encadrant
de thése E. Hoang. Dans son manuscript d’HDR, il réalise l’observation suivante aux moyens de relevés par

Elements Finis :

— Le fondamental de l'induction dans une structure a commutation de fluz triphasée 12/10 excitée par des

aimants permanents est indépendant de la position du rotor.

Finalement, le principe de commutation du flux est maintenant bien défini. Cela étant, le principe de fonction-
nement du point de vue de la théorie des champs reste une question non-renseignée jusqu’a présent. Et méme

" une explication théorique sera la bien venue. Nous

si cela ne fera pas vraiment avancer le “Schmilbilibili...
préciserons par la suite I’observation initiale en la validant et précisant son fondement théorique au moyen du

modéle analytique.

9.1 Fonctionnement a vide

Nous considérons dans un premier temps un fonctionnement a vide de la machine. Ci-aprés, a la Figure 9.1,
nous relevons l'induction radiale BﬁI) (r = R.,v) par EF et la comparons au champ calculé analytiquement pour
une topologie 24-10. On en profite pour superposer le 6°™° harmonique de cette induction d’entrefer, 1a encore
déterminée au moyen du modéle analytique. Nous préciserons théoriquement pourquoi le 6°™¢harmonique par

la suite.
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FIGURE 9.1: Evolution de l'induction radiale B,.(r = R.,v) (par EF 2D et analytiquement) et de son 6*™¢
harmonique pour une structure triphasée 24 dents statoriques et 10 rotoriques en fonction de la position du

rotor 6 - NI... = 1000A.tr - e = bmm
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Quand on observe les relevés d’induction radiale By) (r = Re,v) sur la Figure 9.1, il apparait que le
6*™*harmonique est indépendant de la position du rotor 6. Il semble donc que le champ tournant créé dans
la structure ne soit pas synchrone mais fixe, d’oll cette dénomination de MACHINE SYNCHRONE A CHAMP
TOURNANT A FREQUENCE NULLE. Ce fonctionnement s’apparente donc aux excitatrices inversées ou encore
aux machines & courant continu, sauf que dans le cas des machines & commutation de flux, la commutation n’est

pas mécanique mais bien électromagnétique.

Pour expliquer théoriquement la cause de ce champ fixe, il convient de se rapeller de ’évolution de la force
magnétomotrice créée par les bobinages d’excitation. Nous rappelons & la Figure 9.3 la forme d’onde proposée
dans le Chapitre 7. Nous avions démontrer que cette FMM était forcément indépendante de la position du rotor,
le bobinage d’excitation étant disposé au stator. Pour étre plus rigoureux, seuls les harmoniques de cette FMM
étaient indépendants de la position. En effet, nous avions montré que la valeur moyenne k. (v,6) de la FMM

dépendait de la position rotorique.

DC field coils
Stator
B[] | [] | ] @ | Il
MMF,,, 3.6,
nl,. A -~
: :
................. [P 14 % YRR RRPRRARS S0 /I SRPURRAIY [RRRARPIR ) P SRRARN NS SV
€N e 30, 56, 795>
-l

Fi1GURE 9.3: Distribution du bobinage d’excitation et force magnétomotrice associée

Finalement, 'induction radiale B,(«I) (r = R.,v) étant propositionnelle & la FMM d’excitation, nous retrou-
vons donc des composantes harmoniques de I’induction radiale fixes quelque soit la position du
rotor aux fréquences du fondamental de la FMM d’excitation ainsi que pour les multiples de cette
fréquence. Ce résultat est aussi vérifié sur la composante tangentielle du champ magnétique (cf. Figure 9.2) ce
qui est normal puisque 1’on se trouve dans I’air. En terme mathématique, seuls les composantes harmoniques
de rang k‘j\is (k € N*) resteront statiques, la FMM d’excitation étant ?V—’:—périodique. Ce sont, par ailleurs ces
harmoniques qui présentent la plus forte amplitude, comme le montre la décomposition spectrale de I'induction

radiale (cf. Figure 9.6). La topologie 24-10 utilisée dans notre démonstration, présentera donc une composante

d’induction fixe pour les rangs 6 et multiples?®.

Aussi, il semble opportun d’étendre la conclusion précédente a ’ensemble des structures & excitation statique
(excitée par des aimants permanants ou des bobinages d’ailleurs). Il est vraisemblable que ces derniéres présen-
terons toujours des composantes harmoniques du champ d’excitation indépendante de la position du rotor a la
fréquence (et ses multiples) du fondamental de leur FMM d’excitation. Pour s’en convaincre, imaginons qu’une
topologie quelconque présentant une excitation statique (et donc des harmoniques de FMM indépendante de
la position du rotor) viennent exciter un entrefer constant. L’induction radiale aura donc, & un coefficient prés
(correspondant & la perméance d’entrefer) la méme allure, et donc le méme contenu harmonique. Introduisons
maintenant, une voire deux saillances sur cet entrefer constant. On va venir moduler ou distordre en quelque
sorte le champ d’entrefer initial mais en aucun cas modifier la distribution spatiale des harmoniques créées par
la FMM.

1. On notera que le rang 4 est relativement important a vide mais ce dernier est vraisemblablement crée par les harmoniques
de perméance.
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FIGURE 9.4: Evolution de l'induction radiale B,.(r = R.,v) (par EF 2D et analytiquement) et de son 4°™¢
harmonique pour une structure triphasée 24 dents statoriques et 10 rotoriques en fonction de la position du

rotor § - NI,,, = 1000A.tr - e = 5mm
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9.2 Champ de réaction magnétique d’induit

Le champ de réaction magnétique d’induit est quant & lui plus complexe & traiter de maniére exhaustive.
En effet, la dépendance de la distribution des forces magnétomotrices de I'induit par rapport & la combinaison
Ny — N, rendrait laborieux une telle entreprise. Aussi, nous ne considérerons que la topologie triphasée 24-10
a bobinage double couche. Compte tenu des distributions présentées & la Figure 9.4, la FMM d’induit est ‘f,—f—
périodique. Les rangs 4 et ses multiples devraient rester statiques. Cela est confirmé sur les Figures 9.4 et 9.5 |

ou sont représenter les champs d’entrefer obtenue quand on alimente seulement une des phases d’induit.
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(b) Décomposition harmonique du champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) - Position du rotor
0=0

FIGURE 9.6: Décompositions harmoniques de 'induction radiale B, (r = R.,v) et du champ magnétique tan-
gentiel H, (r = R.,v) en charge, en distinguant les contributions du champ a vide et de la réaction magnétique
d’induit - Position fixe du rotor (# = 0) pour une structure triphasée 24-10 - N1.,. = 1200A.tr - Courants de
phases sinusoidaux triphasées d’amplitude NI, = 500A.tr - ;= 0.5 - B, = 0.7 - e = bmm

9.3 Origine de la création du couple dans les topologies & commuta-

tion de flux

Maintenant que l'on a remarqué qu’a la fois les champs & vide et de réaction d’induit comportaient des
composantes harmoniques statiques, nous nous intéressons aux composantes harmoniques du couple instantané.

Tout d’abord & la Figure 9.7.(a), le spectre du couple pour une position fixe du rotor. On se rend compte
que se sont les harmoniques 4 et 6 (et leurs multiples) qui crée le couple moyen. Aussi, on remarquera que le
rang 8 est négatif, venant diminuer le couple moyen.

A la Figure9.7.(b), I’évolution de certains harmoniques en fonction de la position rotorique 6 est proposée.
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FIGURE 9.5: Evolution du champ magnétique tangentiel H,(r = R.,v) (par EF 2D et analytiquement) et de son
4°me harmonique pour une structure triphasée 24 dents statoriques et 10 rotoriques en fonction de la position
du rotor 0 - N1,,, = 1000A.tr - e = 5mm
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FIGURE 9.7: Décomposition harmonique du couple pour une position fixe du rotor (§ = 0) pour une structure
triphasée 24-10 - N1,y = 1200A.tr - Courants de phases sinusoidaux triphasées d’amplitude N1p, = 500A.tr -
Bs=05-06,.=07-¢e=bmm

On remarque, 14 encore que les composantes harmoniques du couple sont & peu prés constantes avec la position.
Seul '’harmonique 20 présente une valeur moyenne nulle et une ondulation de rang 6. Il s’agit 1a d’un couple

reluctant da & la saillance de la machine. Sa contribution sur le couple moyen est d’ailleurs nulle.

Conclusion

« Sur le principe de la commutation du flux : une machine synchrone & champ tournant & fréquence nulle » un
titre attrayant pour un chapitre finalement trés court. L’idée derriére ce chapitre était de présenter un résultat ou
une observation particuliérement intéressante voir paradoxale pour un électrotechnicien. Une machine synchrone
a champ fixe. L’origine de la création du couple dans cette structure reste quand méme originale, et 1’approche
analytique nous a permis d’en savoir plus. L’étude n’est sans doute pas terminée, mais ce résultat aménera
vraisemblablement d’autres pistes de réflexions. L’approche par « Exploration topologique » fait notamment

partie des idées qui résultent de cette étude.
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10

Méthodes de modélisations analytiques du champ magnétique dans
les parties ferromagnétiques des structures a commutation de flux

simplement excitées

Introduction

Dans cette partie, nous proposons et détaillons une approche analytique permettant de déterminer le champ
magnétique dans les parties ferromagnétiques des structures simplement excitées & commutation de flux. Cela
permettra par la suite d’évaluer les pertes magnétiques dans les dents et culasses statoriques et rotoriques. Le
développement de ce modéle est nécessaire afin d’étre inclus dans une procédure d’optimisation plus générale
tenant compte du niveau de pertes fer dans ces structures. Aussi, on pourra utiliser ce modéle afin de vérifier que
le niveau d’induction dans les parties ferromagnétiques n’est pas surestimé. Effectivement, le modéle analytique
développé jusqu’alors s’appuie sur une hypothése de linéarité du matériau magnétique. Lors d’une optimisation
de ces structures, il faudra donc vérifier que nous travaillons toujours dans la zone de linéarité du matériau
magnétique afin de ne pas surestimer les performances ou alors les pertes magnétiques. Le travail présenté dans
ce chapitre se scindera en deux parties :

— Premiérement, on va déterminer de maniére analytique les locus d’induction dans les parties ferromagné-

tiques & partir du modeéle d’induction d’entrefer ;

— Dans une seconde partie, le modéle servira de base a l'application de modéles de pertes fer, uni ou

bidimentionnel.

10.1 Etat de Part sur la prédiction du champ magnétique dans les
parties ferromagnétiques et sur la détermination des pertes fer

associées

Alors que la modélisation analytique du champ d’entrefer est un théme relativement bien documenté, peu
de références traitent du calcul du champ dans les parties ferromagnétiques. Beaucoup d’auteurs privilégient les
EF 2D afin de déterminer I'induction tout en tenant compte de la saturation locale [97]. C’est un des avantages
indéniables des modélisations EF 2D. La contrepartie des EF 2D reste toujours un temps de calcul long, et
surtout une faible extensibilité en comparaison des modeéles analytiques.

Concernant les modélisations analytiques dans les parties ferromagnétiques, on retrouve différentes ap-
proches. La plupart des auteurs utilisent les modéles d’entrefer pour remonter & l'induction dans les dents
ou culasses par des méthodes de concentration ou conservation du flux d’entrefer [185][123][95]. Les fuites d’en-
coches sont négligées et les loci d’induction dans les culasses sont supposés unidirectionnels dans les dents et
les culasses. A notre connaissance, le travail de modélisation le plus avancé dans ce domaine est proposé dans

[103]. Les locis d’induction dans le stator d’une structure synchrone a aimants permanents sont déterminés a
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F1cURE 10.1: Concentration du flux d’entrefer sous un pas dentaire statorique afin d’évaluer 'induction dans
la dent stator

partir d’'un modéle formel. L’influence des fuites d’encoches sur les locis d’induction est donc prise en compte.
Aussi, le caractére bidimensionnel du champ dans la culasse stator est aussi modélisé.

Les travaux présentés dans la suite de ce chapitre s’incrivent dans la continuité de ce qu’a proposé De la
barriére en étendant la méthode aux cas des structures MCF simplement excitées double saillante. Dans les
chapitres précédents, deux approches de modélisation de ces structures simplement excitées ont été présentées
(cf. Chapitre 7 et 8). Les modélisations dans le fer que I’on proposera par la suite se baseront sur la prédiction
du champ d’entrefer par les fonctions de perméances ou par la résolution formelle des équations de Maxwell.

Nous préciserons les limitations relatives & chacune des approches.

10.2 Calcul des loci d’induction dans les parties ferromagnétiques a

partir des fonctions de perméance

La détermination du niveau d’induction dans les parties ferromagnétiques de maniére analytique n’est pas
chose aisée d’autant plus que ’on considére ici des topologies & double saillance. On ne peut pas résonnable-
ment espérer développer un modéle exact de 'induction dans chacune des zones de notre structure. Cela étant,
certaines hypothéses simplificatrices nous permettrons d’évaluer ces loci d’induction avec une précision raison-
nable. Les paragraphes suivants exposent le principe de calcul pour les parties ferromagnétiques statoriques et

rotoriques.

10.2.1 Meéthode de calcul pour les dents statoriques

Le calcul de I'induction dans les dents statoriques reposent sur I’hypothése que I’ensemble du flux d’entrefer
sous un pas dentaire stator se concentre dans la dent statorique en vis-a-vis. La Figure 10.1 illustre cet effet
de concentration, ot I’on considére une induction constante sur toute la hauteur de la dent. Cela revient en
fait a négliger les éventuelles fuites d’encoche car 'on rappelle que dans ces topologies, le stator est le siége
d’une densité de courant. Aussi, cette approximation signifie que I’on suppose le champ aux niveaux des dents
unidirectionnel uniquement (suivant I’axe 7). Dans un premier temps, nous négligerons ce phénoméne et mettrons

en évidence son influence lors du comparatif avec des simulations EF 2D.

Finalement, en considérant la Figure 10.1, I'induction By, de la 4me dent stator peut s’exprimer comme

suit,
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FI1GURE 10.2: Lignes équipotentielles du potentiel vecteur A dans la structure 24-14 plots avide : Bs,,.. = Bs;,.. =
0.7, Lgs = Lgy et Nz = 1200 A.tr

JOs
Bas,; (0) = (s / B, (v,0)dv (10.1)
(1-1)6s
avec B, (v,0) l'induction d’entrefer & partir de la fonction de perméance, dont le calcul a été détaille dans le
Chapitre 7, et (, le facteur de concentration statorique qui est défini par

_ R,
T Rt (1- (B

Dans ’expression de (s, on tient compte du fait que deux encoches adjacentes (excitation et induit) n’ont pas

Cs (10.2)

la méme ouverture d’encoche relative (5, , et B.,. respectivement). La largeur de la dent stator est supposée

constante.
Vérifications par Elements Finis 2D des loci d’induction dans les dents statoriques

Fonctionnement a vide Nous allons maintenant confronter le modéle analytique & un modéle EF 2D
linéaire. Cette hypothése de linéarité nous permet d’ailleurs d’étudier séparément le fonctionnement a vide et la
réaction magnétique d’induit de la méme maniére que lorsqu’on avait développé le modéle d’induction d’entrefer.
Une évolution temporelle des loci d’induction dans les dents stator est proposée ci-aprés pour différentes positions
sur rotor. Le fonctionnement en charge s’obtenant simplement par sommation des formes d’onde.

Nous traitons dans un premier temps le cas du fonctionnement & vide sur une topologie 24-14 plots (cf.
Figure 10.2). L’évolution des loci d’induction calculés analytiquement et par EF 2D sont présentés a la Figure
10.3. On remarque que deux dents adjacentes voient exactement la méme évolution d’induction au déphasage
prés et si ’on ne considére que la norme de cette onde d’induction. D’ailleurs la décomposition harmonique de
ces deux ondes d’induction est strictement identique. On retrouve 'effet de la commutation du flux avec des
loci d’induction polarisés dans chacune des dents (soit positivement ou négativement).

Le modéle analytique nous donne une bonne évaluation du contenu harmonique de I'induction dans les dents.
Seule la valeur moyenne de ce loci d’induction est sous estimée. Cela s’explique car en faisant I’hypothése d’une
concentration du flux d’entrefer, nous avons négligé les fuites d’encoches. Ces fuites d’encoches sont loin d’étre

négligeables car elles viennent saturer plus rapidement les dents. Nous proposerons par la suite deux approches
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(c) Décomposition harmonique des loci d’induction pour une
structure 24-14 plots calculés analytiquement (dent stator ) et
par EF 2D (point Pgs1)

F1GURE 10.3: Comparatif des loci d’induction dans les dents statoriques a vide : fs,,. = Bs,,, = 0.7, Lgs = Lay
et Ny = 1200 A.tr

pour tenir compte de ce phénoméne.

Aussi, 'hypothése d’une induction constante est validée ici par EF (dans le cas ou les dents sont relativement
fines) ou ’on observe peu de différence entre les loci aux niveaux des points Pys1 et Pys, ou encore Pygs et Py,
. En effet, nous montrerons par la suite que le champ s’épanouit plus rapidement & la jointure entre les dents et

la culasse lorsque l'ouverture de la dent augmente.

Influence de 'ouverture de dent Nous décidons donc de considérer maintenant la géométrie présentée
a la Figure 10.4. La largeur des dents stator et rotor est sensiblement augmentée (85 = 0.3).

Le comparatif entre les niveaux d’induction calculés par EF 2D pour les points Pys, et Pys, et analytique-
ment sont proposés & la Figure 10.5. Il est intéressant de voir que I’évolution de I'induction est complétement
modifiée, et notamment son contenu harmonique (cf. Figure 10.5.(b)). Le modéle permet d’évaluer avec une
bonne précision le niveau d’induction au point P, . En revanche, le loci en sortie de dent est trés mal évalué.
En fait, comme nous ’avions précisé juste avant, le champ s’épanouit plus rapidement dans la culasse lorsque
la dent est large. On passe alors d’un champ purement radial & un champ bidirectionnel dans cette zone. C’est
pour cela que le modéle prédit difficilement 1’évolution locale de la composante radiale au niveau de I'interface
entre les dents et la culasse stator.

Sur la Figure 10.6, la carte d’induction au niveau de la dent stator est présentée. Effectivement, on retrouve

bien une diminution de l'induction & mesure que ’on se rapproche de la culasse. En revanche, en calculant
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FIGURE 10.4: Lignes équipotentielles du potentiel vecteur A dans la structure 24-14 plots avide : Bs,,. = Bs;,0 =
0.3, Lys = Lay et NI.ze = 1200 A.tr
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(a) Loci d’induction pour une structure 24-14 plots calculés

analytiquement (dent stator 1) et par EF 2D (aux niveaux
des points Pgg1 et Pyso)

(b) Décomposition harmonique des loci d’induction pour une
structure 24-14 plots calculés analytiquement (dent stator ) et
par EF 2D (point Pys1)

F1cURE 10.5: Comparatif des loci d’induction dans les dents statoriques a vide : 8

Sewe — ﬁsind = 03; Lds = Ld'r‘
et NI, . = 1200 A.tr
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F1GURE 10.6: Comparatif des loci d’induction dans les dents statoriques a vide : fs,,. = Bs,,, = 0.3, Las = Lay
et Ny = 1200 A.tr

linduction moyenne le long de l'interface dent-culasse (ligne rouge sur la Figure 10.6), 'induction moyenne est
de 1.51T ce qui reste trés proche des 1.52T déterminé a la Figure 10.5.(a). Cela montre bien que les fuites

d’encoches a vide sont négligeables et que le modéle & base des fonctions de perméance reste valide.

Champ de réaction d’induit Une deuxiéme comparaison se fait dans le cas o seule une phase est
alimentée (champ de réaction d’induit). On considére une force magnétomotrice sur la phase 1 constante et

égale a 600A.tr (cf. Figure 10.7). Les autres phases ne sont pas alimentées.

FiGURE 10.7: Lignes équipotentielles du potentiel vecteur A dans la structure 24-14 plots & vide - Réaction
magnétique d’induit : 3,_,, = B,,, = 0.7, Lgs = Lgr et NI, = 600 A.tr

Sur la Figure 10.8 est présentée ’évolution de I'induction radiale dans la dent stator prédite par le modéle
analytique et par EF 2D. La prédiction cette fois-ci est mauvaise. Il s’agit de I’effet des fuites d’encoches qui ne
sont bien évidemment pas prises en compte dans le modéle se basant sur les fonctions de perméance.

La prise en compte des fuites d’encoche reste une des limitations de ce modéle analytique du champ magné-
tique dans les parties ferromagnétiques. Cependant, & vide, les résultats restent fidéles aux simulations par EF
2D.

Prise en compte des fuites d’encoches 1l y a deux maniéres d’aborder ce probléme afin de déterminer la

valeur de ce flux de fuite d’encoche qui vient s’additionner au flux d’entrefer,
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F1GURE 10.9: Concentration du flux d’entrefer sous un pas dentaire rotorique afin d’évaluer 'induction dans la
dent rotor

— Soit par l'intermédiaire d’un schéma réluctant modélisant les fuites d’encoche pour tenir compte du flux
additionnel & mesure que I'on se rapproche de la culasse;

— Soit en considérant une résolution formelle des équations de Maxwell dans un entrefer double saillant
afin de déterminer 'expression (et donc la valeur) du potentiel-vecteur A en tout point de I'entrefer et
des zones d’encoche. Bien que plus complexe mathématiquement, les fuites d’encoches seraient modélisées

implicitement dans un tel modéle. Une telle approche est proposée dans la Section 10.3.

10.2.2 Meéthode de calcul pour les dents rotoriques

Concernant les dents rotoriques, pour évaluer I'induction de ces derniéres, nous considérons la méme méthode
que pour les dents statoriques, c’est-a-dire une concentration du flux d’entrefer dans la dent rotor en vis-a-vis.
Les encoches rotoriques n’étant pas porteuses de bobinages, le phénoméne de fuite d’encoche ne sera pas pris

en compte. La Figure 10.9 présente, comme pour le cas des dents statoriques, I’hypothése de concentration du
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flux d’entrefer sur le pas dentaire rotorique.

L’induction dans la i®™° dent rotorique peut s’exprimer par l'intégrale glissante suivante,

i0,+0
B =6 [ By (10.3)
(i—1)05+0
avec B, (v,0) 'induction d’entrefer, dont le calcul a été détaillé précedemment, et (. le facteur de concentration

statorique qui est défini par

R.
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stator ) et par EF 2D (point Pys1)

FIGURE 10.10: Comparatif des loci d’induction dans les dents rotoriques a vide : ;. = Bs,,, = 0.3, Lgs = Lay
et Ny = 1200 A.tr

A la Figure 10.10, I’évolution des loci d’induction pour deux dents adjacentes est présentée. Nous sommes
dans un fonctionnement & vide avec une force magnétomotrice d’excitation de Nl.,. = 1200A.tr. Le modéle
analytique permet de prédire fidélement les loci d’induction dans les dents rotoriques. On peut remarquer que
contrairement aux dents stator, les loci d’induction ne sont pas polarisés. En revanche, I’évolution du champ
suppose la présence de cycles mineurs.

Nous ne détaillerons pas comme précédemment ’influence de 'ouverture de la dent (rotor dans ce cas) sur

les prédictions du champ dans la dent. En effet, les résultats sont similaires et les conclusions seront donc les
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A(Stamr)(RexﬂV):O

-
-

'

A(Stamr)(Rse7V)=A(Rse,v)

FI1GURE 10.11: Probléme de Dirichlet et conditions aux limites associées afin de déterminer le champ dans les
culasses

mémes. Le champ de réaction d’induit n’est pas non plus proposée car 1a encore les conclusions seront les mémes.

Les fuites d’encoche sont quand méme plus faibles, les encoches rotor ne possédant pas de bobinages.

10.2.3 Meéthode de calcul pour les culasses statoriques et rotoriques

Le calcul de I'induction dans les culasses statoriques et rotorique proposé dans cette section permettra de
prendre en compte le caractére bidirectionnel du champ dans les culasses. La méthode générale repose sur la

résolution d’un probléme de Dirichlet avec des conditions aux limites que nous détaillerons par la suite.

Probléme de Dirichlet et conditions aux limites associées Sur la Figure 10.11, le probléme de Dirichlet
a résoudre pour la culasse stator est proposé. La distribution du potentiel-vecteur A est régie par I’équation de
Laplace, en supposant le matériau constituant les culasses homogéne.

Concernant les conditions aux limites, nous imposerons le potentiel-vecteur nul au niveau du rayon externe
de la structure. Cette hypothése semble judicieuse dans le cas d’une topologie MCF simplement excitée par des
bobinages. En effet les sources de champ sont entourées par des culasses dont la perméabilité est trés grande
devant celle de I’air. On peut donc considérer que le champ restera toujours a l'intérieur des culasses. Cela n’est
pas forcément le cas pour des structures MCF excitées par des aimants.

La deuxiéme condition aux limites consistera & déterminer ’évolution du potentiel-vecteur en r = Rg..

Conditions aux limites au niveau du rayon interne de la culasse stator r = R, et du rayon interne
de la culasse rotor r = R,; Afin de déterminer les conditions aux limites au niveau du rayon interne de
la culasse stator » = Rg. et du rayon interne de la culasse rotor » = R,;, nous considérons que les culasses
sont excitées localement par les loci d’induction que ’on a déterminé dans les dents. Finalement, I’évolution de
I’induction radiale au niveau du rayon interne de la culasse stator peut étre déterminée en considérant la Figure
10.12.

Nous développons sous forme d’une série de Fourier 'induction radiale a 'interface entre les dents statoriques
et la culasse statorique en r = Ry,
B, . B, ).
B, (r = Rg,v) = Z A7(l rtator) cos (nyv) + B,g stator) sin (nyv) (10.5)
n>1

avec
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F1GURE 10.12: Evaluation de 'induction radiale le long du rayon interne de la culasse statorique r = R,

AlP

Tstator ) _

Bas, (v,0) cos (nyv) dv

SRR
O\Q‘;‘N

% (25+8s;-1)
/ Bas, (v,0) cos (nyv) dv

"4 (23-p.,-1)

N
S Bas; [ . (s .
Z - {sm( 5 (ﬂsj —2]—1—1))

j=1
+ sin <n“;93 (Bs, +2j — 1))}

3|2
z

<.
Il

SRS

M
3

B(Braater) _ 7 / Bas, (1,0) sin (nyv) dv
s
0

% (25485, -1)

N
S / Bays, (v,0) sin (nyv) dv
T .
J_l%(27_63j_1)
N
% Bus., 0 :
=7 d"{cos (n’y (Bs, —2J+1)>
mig nw 2

(10.6)

(10.7)

De la méme maniére, nous développons sous forme d’une série de Fourier I'induction radiale & 'interface

entre les dents rotoriques et la culasse rotorique en r = R,.;,

B (r = Ruyv) = 3 A7) cos (nyw) + BEro) sin (ne)

k>1

avec

(10.8)
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Trotor ) _

By, (v,0) cos (nyv) dv

S
O\‘z‘g,

%T (2i+5m 71)
/ By, (v,0) cos (nyv) dv

Lo (218, 1)
N,
e Bdr» . n’Y@r .
=1y P 2+ 1
7 2 {sm( 5 (Br, — 20+ ))

+sin <m29 (B, +2i — 1)) } (10.9)

3=
2

%

T
B,(LB"'”’“T) _2 /Bd,,i (v, 0) sin (nyv) dv
™

6

0
N Fl (2i+67'i 71)

/ B, (v,0) sin (nyv) dv

1
3=
N
3
3

Bar, {COS (TW;T (Br; — 20 + 1))

—cos (TW;T (Br + 2i — 1)) } (10.10)

A partir des expressions ci-avant, et en considérant la jauge de Coulomb (div/f = 0), nous pouvons déterminer

I’expression des potentiels qui vont venir exciter les culasses rotoriques et statoriques,

B, ) (BT )
A( T R By rorer ;
A(r=Ry;,v) = E o T in nyv) — = "™ cos nyv 10.11
et
B, ) (Br, )
47(1 stator Rge Bn stator se
A(r=Rse,v) = g —— sin (ny¥) — ——— cos (nyv 10.12
( e ) = ny ( ) ny ( ) ( )

Solution générale de I’équation de Laplace dans les culasses rotorique et statorique La forme

générale du potentiel-vecteur dans la culasse rotorique peut s’exprimer comme

AlRotor) (1)) = Z Al Fotor) (=R;, 2™ +717") cos (nyv) + B fioter) (=R;3 ™ +7r~") sin (nyv) (10.13)
n>1

et la forme générale du potentiel dans la culasse statorique se trouve étre,

A(Stator) (r,v) = Z A%Stator) (fR;ft"r” + 1"7”) cos (nyv) + BT(LS“”DT) (fR;ft”T" + 7‘7") sin (nyv)  (10.14)
n>1

Le probléme de Dirichlet que l'on souhaite résoudre impose la continuité des potentiels en r = R, pour la
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culasse statorique et en r = R,; pour la culasse rotorique.

Finalement par simple identification, il est possible d’exprimer les constantes A%Rowr), B,(lROtOT), A%Stator) et

BT(LStator)
A%Rowr) _ B BT(LB'r‘mtor) R,
n (=R RYAR)
BT(LRotoT) _ A(Prrotor) B
TSR RLRT) (10.15)
A%Stator) _ _ BT(LB"'Stat,or) Rse
ny (-RZZ'Rn,+R")
B$I$tator) _ AngT“aff”‘) _ Rse _
Y (=R "Ri+R")

Pour des raisons de convergence, nous mettrons ’expression du potentiel vecteur sous la forme suivante

n n
B, ) _ T Rint \" ( Rint
B7(z roter T4 ( ri) + ( s ) i )
A(Rotor) (,’n7 I/) _ Z - - R Ry; _2nR ; cos (n,ﬂ/)
R
A(Brmtw)R . (RT. | )n N (R;nt )n %n-t >n
* : - " | sin (nyw) (10.16)

et

AlStator) (. )y — Z _B - cos (nyv)
= " ~(fe)
(o), ()" (52) " ()
JrA" Rse (%) flae L R”) sin (nyv) (10.17)

Une fois que le potentiel-vecteur a été déterminé, il est possible de remonter aux composantes radiales et

tangentielles de 'induction dans la culasse & partie de l’expression suivante,

B=1 4
(10.18)
B,=- 24

Finalement, on retiendra les expressions suivantes

Bﬁsmt‘”") (’I“ V) _ ; Z A(Bmmmr)Rse L cos (n'yl/)
n>1 - (ﬁ?) +1
7(Rea:t)_n <Rczt)_n+( r )—n
Tstator s Rse Rse .
+B(B : >Rse sin (nyv) (10.19)

Stat
7(“ a or)7 ot

pour la composante radiale B
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BStator) (p 1)y = — Z - 5 cos (nyv)
n>1 v - (I}{it> +1
) g (e () () " ()
Rext \ Rex Rse Rse \ Rse .
+ kd - - — sin (nyv) (10.20)

’y _ (Rev:ct) + 1
pour la composante tangentielle B£Stat0r) de l'induction dans la culasse stator. Concernant la culasse rotor, on
abouttit a

n n
r Rine \" ( Rint
5 () " ()
B7(0Rotor) (7,’ l/) _ ; Z A( 'roto'r‘)RTZ T s cos (n’yl/)
Ryi
n>1 -1+ (Rim>
n n
Rint \" ( Rin
(e () +5)" (B2)
+By R.; T sin (nyv)
-1+ (Rit:t)
pour la composante radiale B et
n—1 —n—1 n
B, ) 1 T 1 T Rint
B( T R Ry (Rri) Rin (Ri'n. ) (R'r'i)
BURotor) (1)) = — _2n ri — cos (nyv)
! 1+ (A
( - ) 1 , n—1 o , —n—1 Rivs n
An rorer R'r'z Rm RM Rzﬂnt R1nt Rm

pour la composante tangentielle B,(,Rm"or)‘

10.2.4 Comparaison avec les EF 2D des loci d’induction dans les culasses

Lors de cette comparaison, nous nous bornerons aux fonctionnement & vide qui a été validé dans la section

précédente. Nous validerons donc les prédictions du champ qui est bidirectionnel.

Conditions aux limites Nous nous intéressons dans une premier temps aux conditions aux limites au niveau
du rayon externe du rotor (r = R,;). Sur la Figure 10.13, I’évolution des composantes radiale et tangentielle
de I'induction entre les dents rotoriques et la culasse rotor est présentée. Un comparatif est fait avec les EF 2D
pour la structure présentée a la Figure 10.2.

BﬁROtor), on peut remarquer que la distribution obtenue est quelque peu

Concernant la composante radiale
différente. En effet, en mileu de dent, I'induction est plus faible (par EF 2D) qu’en bord de dent. Le modéle
analytique suppose que 'induction est constante. En revanche, 'induction moyenne est bien prédite au moyen
du modéle analytique.

)

. Rot . e .
Concernant la composante radiale BSF%") | toujours en r = R,., la prédiction analytique reste en bon accord

avec les valeurs obtenues avec les EF 2D.
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Fi1GURE 10.13: Conditions aux limites & 'interface entre les dents rotoriques et la culasse en r = R,; strucutre
a dents fines présentée & la Figure 10.2 et a vide (Nleze = 1200A.tr) : Bs,.. = Bs;ny = 0.3, Lgs = Lg, et
NI... = 1200 A.tr
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FIGURE 10.14: Conditions aux limites & l'interface entre les dents statoriques et la culasse en r = R, strucutre
a dents fines présentée a la Figure 10.2 et a vide (NI.ye = 1200A.tr) : Bs,.. = Bs;y = 0.3, Lgs = La, et
Nl,.. = 1200 A.tr
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(a) Distribution des équipotentielles du potentiel-vecteur dans (b) Distribution des équipotentielles du potentiel-vecteur dans
le rotor le rotor

(c) Distribution des équipotentielles du potentiel-vecteur dé-
terminée par EF 2D

FIGURE 10.15: Distribution du potentiel-vecteur au niveau du stator et du rotor a vide : §;_,. = Bs,,, = 0.7,
Lds = Ldr et NIemc = 1200 A.tr

Le méme comparatif a été réalisé au niveau de l'interface entre les dents statoriques et la culasse stator, en
r = Rs. Comme nous pouvons le voir & la Figure 10.14, la prédiction de la composante radiale de I'induction
BSttor) hrésente des différences locales avec le résultat obtenu par EF 2D. En revanche, induction moyenne
sous chacune des dents reste bien prédite.

La composante tangentielle BS ") présente quant a elle des différences un peu plus marquées. Il s’agit de

Ieffet des fuites d’encoches qui ne sont pas prises en compte avec ce modéle.

Distribution du potentiel-vecteur et de l’'induction dans les culasses Dés lors, il est possible de
déterminer la distribution du potentiel-vecteur dans les culasses & partir des expressions que nous avons détaillé
dans la section précédente. Sur la Figure 10.15, les distributions du potentiel-vecteur calculées analytiquement

dans les culasses statorique et rotorique sont proposées. Le comparatif avec la distribution obtenue par EF 2D
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(cf. Figure 10.15.(c)) est bon.
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(b) Culasse rotorique fine

FIGURE 10.16: Distribution de 'induction }B(R"t”)| dans le rotor & vide : Bs_,. = Bs;,, = 0.7, Lgs = Lgr et
Nleye = 1200 A.tr

Une fois le potentiel-vecteur déterminé, il est possible de déduire la distribution de I’induction. L’exemple
est donné & la Figure 10.16 ol est présentée la distribution de l'induction |B(R°t°’")| au niveau du rotor. Sur
cette figure deux rotors sont considérés, avec une culasse plus ou moins fine. Il est intéressant de remarquer que
lorsque la culasse est importante, Figure 10.16.(a), 'induction décroit rapidement & mesure que I'on s’¢loigne

des interfaces culasse-dent. En revanche, si 'on considére la Figure 10.16.(b) avec une culasse rotorique plus
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fine, on peut observer que cette derniére est plus saturée.

Tout ceci illustre le fait que ce modéle analytique du champ dans les parties ferromagnétiques pourrait étre
utilisé afin de vérifier que la contrainte au niveau de 'induction (modéle linéaire) n’est pas dépassée lors de la

phase d’optimisation.

Détermination des loci bidirectionnels dans les culasses statorique et rotorique Un intérét majeur
de la modélisation proposée est de pouvoir déterminer les composantes radiale et tangentielle de I'induction
dans les culasses. Nous avons montré dans le paragraphe précédent qu’effectivement la distribution du potentiel-
vecteur dans les culasses obtenue analytiquement était fidéle aux résultats obtenus par EF 2D. Nous essayons
d’étendre le validation du modéle en déterminant directement les loci dans les culasses de maniére analytique
pour les comparer par la suite aux EF 2D. Sur la Figure 10.17, un schéma présentant une zone statorique
(délimitée par les rayons Riet Ro et par les angles v1 et v5) ol nous déterminerons les inductions moyennes

radiale et tangentielle.

FIGURE 10.17: Schéma de principe pour le calcul dans les zones statoriques

Inductions moyennes dans la culasse statorique Tout d’abord, la surface d’une zone s’exprime comme

S = w (VQ — Vl) (1021)

Ensuite, en moyennant localement l'induction entre [Ry, Rs] et [v1, 2], nous pouvons exprimer l'induction

. Stator
radiale moyenne B! ) dans cette zone comme

Tmean
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Ry vo

BE ) = [ [ B vy raray
Ry 1
R
1 Aqurstatnr)Rse < 2Rg1~f > Mf +Rse (ﬁ) . '
=3 5 ( ) (sin (yv2) — sin (y11))
R2—R?
Bl ) p [ = <(z?e)) (5) + fseln (%)
— = — (cos (yve) — cos (yv1))
) ()
n+1 n+1 n —n+1 —n+1
Rext R R Rext R Ry
o (i (G )™ () e ()™ (1))
+ Z ny R 2n
= ~(%2)

. (sin (nywry) — sin (nyry))

n+1 n+1 — —n—+1 —n—+1
Rewt R R Re:zt R R
B"(LBTstatoT>Rge T (n+1) ((Rcit> - (Reit) ) (RSC ) + (=n+1) n+1) ((Ri) - (R:C) >

—2n
ny Rext
- () 41
. (cos (nyvg) — cos (nyrr))] (10.22)
Concernant la composante tangentielle BYS ") aprés calculs, il est possible d’abouttir a I'expression sui-
vante,
1 Rz 125
B,Sitiior (r,v) = E//Bl(,smwr) (r,v)rdrdv
Ry 1
2
(rz—R?) R R
o) |~ 2 | (#25) — Beetn (52)
1 By Rge .
5| 2 3 (sin (yr2) — sin (y11))
S gl Rm
- (T +1

. (sin (nyva) — sin (nyry))
(Brrotor) — Reat (( Ry )n+1 _ ( R >"+1> (Rczt)_" R (( Ry >_"+1 _ (Rl )—n+1)
_An rotor R, (n+1) Reat Reat Rse (=n+1) Roo R..
n’}/Q _(1}‘{&21)7271_'_1

. (cos (nyva) — cos (nyry))] (10.23)
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Inductions moyennes dans la culasse rotorique Les mémes calculs ont été menés afin de déterminer

les composantes radiale et tangentielle moyennes de I’'induction dans la culasse rotorique. Ci-apreés, on retrouve
(Rotor)

Tmean

I’expression de 'induction moyenne radiale B dans une zone du rotor,

Rs vo

B(Fotor) (ryv) = //BﬁROtOT) (r,v) rdrdv

Tmean

Ry 1

(Rg*Ri) R} R
o () ) ()
1 AgLBTTOtOT)RTi < 2Rr7, ) er Rl
-2
_1 + <Rbnt )

(sin (yv2) — sin (y11))

Wl
2

(B ) _ Ry Ro n+17 Ry e + Rint R2 —n+17 Ry et Rint )"
LTt R (n+1) Ry Ry; (—n+1) Rint Rint Ry

—2n
n=2 ny -1+ ( t)

. (sin (nyva) — sin (ny1y

)
n+1 n+1
Ry R R Rint
BSBTTDW)RM Tt ((Rf) B (RL) ) (—n+1) (

—n+1 —n—+1 n
Rl Rint
Rint Ryi

—2n
ny 1 ( .
. (cos (nyvg) — cos (nyrr))] (10.24)
et pour la composante tangentielle moyenne BS7°/°") on obtient,
1 Rs vo
B,(ji‘e’ii’") (r,v) = g //B,(/Rowr) (r,v) rdrdv
Ry w1
(R27R2) R?m R:
X BB g = (531 _ (T) In (R—j) | |
59| : — (sin (yvg) — sin (y11))
! 1+ ()
R;—R} R, R
e () () m ()
- 32 N2 (cos (yv2) — cos (y11))
-1+ (R17;111>
5 Re (2" _ (2T L R Ry N7 m YT (Rew )"
( Trotor )R (n+1) R,; R,; (—n+1) Rint Rint Ry

—2n
—1+ (f)

. (sin (nyva) — sin (ny1y

)]
(B,,. ) _ _Rpi ( Ro )n+1 o ( Ry )n+1 _ _Rint ( Rz et (i) —ntd (Rim >n
Ay T Ry (n+1) Ry Ry —n+1) Rin Rint Ry
2 —2n
nrY _1 + (R'Lnt

. (cos (nyva) — cos (nyry))] (10.25)
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(a) Structure avec ouverture de l’encoche stator (b) Structure avec ouverture de I’encoche
Bseze = Bsing = 0.7 stator Bs.,. = Bs;,q = 0.3

FIGURE 10.18: Zone de calcul des loci d’induction dans la culasse statorique
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F1GURE 10.19: Zone de calcul des loci d’induction dans la culasse rotorique

Comparaisons avec les résulats EF 2D Maintenant que les expressions analytiques des loci d’induction
dans chaque zone des culasses stator et rotor ont été obtenues. Sur la Figure 10.18, la zone de calcul dans la
culasse statorique est présentée. On considére deux configurations, avec des dents statoriques fines ou larges. La
zone choisie pour notre validation se trouve directement en vis-a-vis de la dent statorique. Cette zone, nous le
verrons par la suite, présente des loci d’induction particuliérement complexes. Pour le rotor, nous considérerons
aussi la zone en vis-a-vis de la dent rotorique (cf. Figure 10.19)

Nous commencons par comparer les loci obtenus dans la culasse statorique dans le cas du stator & dents
fines. Le comparatif est présenté a la Figure 10.20. La forme générale du loci d’induction est bien restituée
malgré sa complexité. La composante tangentielle est bien évalué mais une erreur perdure sur le champ radial.
Cette erreur est normale. En effet, nous nous servons de I'induction calculée dans chaque dent (stator ou rotor)
afin de définir le champ qui vient exciter la culasse. Et nous avions déja une petite erreur au niveau du pic
d’induction.

La méme comparaison est proposée a la Figure 10.21, mais cette fois-ci pour un stator avec des dents plus
larges. La forme générale du loci est assez bien restituée par le modéle analytique. Des écarts, a la fois sur la
composante tangentielle et radiale sont quand méme observables. Néanmoins, la précision du modéle (5 & 6%)
reste quand méme bonne. Il faut aussi noter que la forme d’onde du loci est complétement modifiée quand
on passe d’une structure avec petites dents & une structure avec grosses dents. Le modéle analytique, malgré
quelques approximations, permet de prédire assez fidélement les varaiations du champ dans les culasses.

Nous terminerons notre comparaison avec les EF 2D par la Figure 10.22. Le loci obtenu analytiquement et
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F1cURE 10.20: Comparatif des loci d’induction dans la culasse statorique calculés analytiquement et par EF 2D
a vide pour la structure présentée a la Figure 10.2 : 85, = Bs,,, = 0.7, Lgs = L4, €t N1z = 1200 A.tr
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F1cURE 10.21: Comparatif des loci d’induction dans la culasse statorique calculés analytiquement et par EF 2D
a vide pour la structure présentée a la Figure 10.4 : 35, = Bs,,, = 0.3, Lgs = Lg, €t N1z = 1200 A.tr
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FIGURE 10.22: Comparatif des loci d’induction dans la culasse rotorique calculés analytiquement et par EF 2D
a vide pour la structure présentée a la Figure 10.4 : 35, = Bs,,,, = 0.3, Lgs = Lg, €t N1z = 1200 A.tr

par EF 2D dans la zone du rotor est présenté. La prédiction dans le cas du rotor est trés fidéle aux simulations
EF 2D. En effet, contrairement au cas du stator, les fuites d’encoche ne viennent pas perturber les prédictions

analytiques. Aussi, on notera la encore que le loci obtenu par la culasse rotor est particuliérement complexe.

10.3 Calcul des loci d’induction dans les parties ferromagnétiques a

partir des modéles formels

Dans cette partie, nous détaillerons une autre approche permettant de calculer les champs dans les parties
ferromagnétiques de la structure MCF excitées par des bobines & partir du modéle formel développé dans la
Chapitre 8. Nous détaillerons uniquement ’approche sur le stator. En effet, le principal grief de la méthode se
basant sur les fonctions de perméance était de ne pas prendre en compte les fuites ce qui entrainait une mauvaise

prédiction du champ de réaction d’induit dans les dents et les culasses statoriques.

10.3.1 Meéthode de calcul du champ dans les dents statoriques

Nous proposons dans un premier temps un calcul dans les dents statoriques. L’hypothése que le champ dans
la dent est unidirectionnel (radial) est conservée. Le modéle formel que nous avons développé au Chapitre 8
nous permet de déterminer le potentiel-vecteur dans les encoches statoriques. A partir de la Figure 10.23, il est

possible d’exprimer 'induction magnétique radiale moyenne en un rayon fixe de la j°™¢ dent stator,
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AD) (1= 8,) — AU-D (1.1 = 6; + B 6,
Bus, (r) = (v =9;) (r,v =6+ 54,0) (10.26)

7’(1 - st)os

A"(r,v=0+B,0,)

FIGURE 10.23: Schéma décrivant le calcul de I'induction moyenne By, () dans la dent statorique
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FI1GURE 10.24: Comparatif des loci d’induction dans les dents statoriques & vide : 35_,. = Bs,,, = 0.7, Lgs = Lgy
et Ny = 1200 A.tr
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F1cURE 10.25: Comparatif des loci d’induction dans les dents statoriques - Réaction magnétique d’induit :
Bscm = ﬁsmd = 07, Lds = Ldr et N.[ph =600 A.tr
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Vérifications par Elements Finis 2D des loci d’induction dans les dents statoriques Nous validons
dans ce paragraphe la formulation précédente afin de déterminer le champ moyen au niveau des culasses en un
rayon donné. Tout d’abord & vide, nous considérons toujours la structure de la Figure 10.2. Le comparatif entre
le modéle analytique et les EF 2D est trés bon (cf. Figure 10.24) & vide. Nous rappelons d’ailleurs 1’évolution
du loci calculé avec le modéle se basant sur les fonctions de perméance. La prédiction est bien meilleure avec le
modéle formel.

Nous pouvons faire la méme remarque concernant le loci obtenu dans la configuration réaction magnétique
d’induit. En effet, la prédiction par I'intermédiaire du modéle formel est trés bonne. Au contraire, le modéle se
basant sur les fonctions de perméance restait approximatif car il ne tient pas compte des fuites d’encoches.

Dans un soucis de concision, nous ne présenterons pas les loci dans le rotor car les deux modéles (fonction

de perméance ou formel) permettent de prédire avec fidélité les loci.

10.3.2 Meéthode de calcul pour les culasses statoriques

Dans cette section, nous étendons le modéle formel au calcul du champ dans les culasses, toujours en tenant
compte du caractére bidirectionnel de ce champ. La méthode reste similaire & ce que nous avons développé dans
la Section 10.2.3. Nous résolvons toujours un probléme de Dirichlet afin de déterminer ’expression du potentiel-
vecteur dans les culasses. En revanche, la condition aux limites nous permettant de résoudre ce probléme est
modifiée. En effet, & partir du modéle formel, une proposerons une nouvelle condition aux limites permettant

de prendre en compte les fuites d’encoche.

Conditions aux limites au niveau du rayon interne de la culasse stator r = R,. La condition aux
limites que nous proposons est présentée a la Figure 10.26. Comme on peut le voir, elle porte sur le développement
du potentiel-vecteur A(Stator) (r = Rse,v) le long du rayon interne de la culasse en considérant le modéle formel
d’entrefer.

On rapelle ci-aprés 'expression du potentiel-vecteur A7) au niveau des encoches,

. : Jio r2 T
AW () = Aéj) + MO% (Rie In(r) — 2) + Z {cos <q (v — 9]‘))

q>1 stes

r\ 9P, r o\ 9P, J; 2R2, r o\ 7P
<Rsi> + B2 <Rse> ] - “"731 ol 5 (R) (10.27)
4- (qﬁsjos) (qﬁsﬁs)

Il faut développer sous forme d’une série de Fourier ’expression suivante du potentiel-vecteur

A((}J)

AU) (r = Rye,v) pourv € 6,0, + Bs,05]

A(Stator) (T’ = R,., I/) — (1028)
Aj pour v € [Hj + Bs,0s;0; + 93]
avec A; une fonction que I’'on définit comme,
A; (r = Rye,v) = AY) (r = Rye,v = 0; + By,05) + (v — 0; — Bs,05) -
@
AG+D) (r = Rse,v ="0;41) — AU (r = Rse,v =10+ ﬂs,-@s)
(1 - stv)es
B;
(v —0; — Bs,05)
= +~—2 "7 5 10.29
it Ao e (10.29)

ol
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F1GURE 10.26: Evaluation du potentiel le long du rayon interne de la culasse statorique r = R,

v

©) Jjo ( 12 R2, .
O{J == AU +/l07 Rse ln (Rse) — 9 +Z{(_1)
q=1
; RSe _qﬁ J R?@ 2
A((]]) (R) J + ﬂQ - MO% 1-— 77‘- (1030)
‘ 1= (1357) (4577.)

et

. . I —J; RQ,
Bi = (Aé”” — A 4 o Lm0 = o) (R In (Rye) — )) +> {0’

2
Ry \ 777
(R ) + B2

Ji; — Jiq) R? 2
( (J+1)q JQ) se 1— (1031)

2 s
4- (qﬁ;jres) (q 58.¢9s>

(Ag]jm _ Agj))

o

Finalement, nous developpons A(Stator) (r = Rse,v) en série de Fourier en considérant deux fonctions Al;

et A2;. La premier fonction s’exprime comme

Alj(v) = Z E1n cos (nv) + Iy, sin (nv) (10.32)

n=1

avec les coefficients de Fourier =1, et IIy,,
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27
1 .
Ein == /A(]) (r = Rse, v) cos (nv) dv

7r
0
N 9j+ﬁsj 0
1 & ,
== z / AY) (1 = Rye,v) cos (nv) dv
it ]
0;+8s,0s
N J
1 ; J; R?
= Z (Aé]) + ,uoéo (Rie In(Rse) — 2“)) / cos (nv) dv
j=1 0.
J
71
Qg
R\ 97e;% Ji R2, 2
N e R e ] Lo
g1 s 4— (Qﬁsjgs) (qBSJGS)
Avq
9j+ﬂs_7 95 N
1
/ cos <q5:98 (v — 9j)> cos (nv) dv = Z Y1+ Z Ao n,j (10.33)
05 ’ J=l1 q=1
Qg,n,j
et
1 2m
I, = — /A(j) (r = Rge,v) sin (nv) dv
7r
9j+ﬂsj 0s
1 & :
== / AY) (1 = Rye,v) cos (nv) dv
T~ ]
0;+Bs,0s
N, TIrEITE
1 o ; J; R:
= = (Agj) + ,uoio (REE In (Rs.) — “)) / sin (nv) dv
m 4 2 2
Jj=1 0;
71 :
On,j
; Rse\ 17s,0 Jj R2, 2
a>1 4- (q ﬁ) (q ﬁsjes)
J
Arq
05480 N
T . 1 <
0; - =

avec les coefficients ag . j, 0gn,j, an,j et 0, ; qui ont déja été developpé au Chapitre 8. La fonction A2;

s’exprime elle comme suit,
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A2; (v) = Z Eon cos (nv) + Igy, sin (nv)

n>1

avec les coefficients de Fourier =5, et I,

2T

[1]

0

cos (nv) dv + B;

on = %/(O[j + (V_gj _551-05) 5]) CoS (TLZ/) dv

9j+05
(v —6; — Bs,85) cos (nv) dv

9]' +Bs]‘ 05

0,40,
N, 3T 0s
>3
=— o
™ —1 J
1= 9j+55j03
Sn,j

1 &
- > Aajon; + Bisans}
j=1

Sa,n.j

avec
9j+95
Snj = cos (nv) dv
0,+B. 0.
_sin (n (0, + Bs,05)) —sin (n (6, + 6s))
B n
et
0;+05
Tn,j = sin (nv) dv
9_7’+5sj 0
cos (n (05 + Bs,05)) — cos (n (0, + 0s))
B n
et encore,
0;+05
Sqn,j = / (v —6; — Bs,05) cos (nv) dv
9j +6Sj 95
~cos(n(0; +65)) — cos (n (0, + Bs,05)) + nbs (sin (n (6; + Bs,05)) — Bs, sin (n (6 + Bs,05)))
= =
et
aj"!‘es
Sgnj = (v —6; —05) cos (nv) dv
0; +st 0s

cos (n(0; +605)) — cos (n (9]- + 68103)) + nf, (sin (n (Gj + ﬁsjﬂs)) — Bs, sin (n (9j + stes)))

n2

(10.35)

(10.36)

(10.37)

(10.38)

(10.39)

(10.40)
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FI1GURE 10.27: Conditions aux limites a I'interface entre les dents statoriques et la culasse stator en r = R,
pour la structure a dents fines présentée a la Figure 10.2 : B,.,, = Bs,,,, = 0.7, Lgs = Lar €t Nloye = 1200 A.tr

Finalement, la condition aux limites s’exprimera,

A(Stator) (T = Rge, V) — Alj (U) + Azj (y) (10.41)

La résolution du probléme de Dirichlet ne sera pas détaillée car elle est en tout point similaire & ce que nous
avions fait & la Section 10.2.3.

Comparaison avec les résultats EF 2D Nous comparons dans un premier temps la distribution du potentiel
le long du rayon interne de la culasse statorique obtenue analytiquement et par EF 2D. La prédiction du potentiel
est trés bonne, que ce soit a vide (cf. Figure 10.27.(a)) ou dans le cas de la réaction magnétique d’induit (cf.
Figurel10.27.(b)). Cela signifie bien que les fuites d’encoche sont prises en compte par cette méthode.

Nous validons maintenant les loci d’induction que nous avons déterminé au niveau de la culasse statorique.
Tout d’abord a vide, & la Figure 10.28, ou le comparatif avec les résultats obtenus par EF 2D est trés bon.
D’ailleurs, il est possible de se référer la Figure 10.20, pour observer que le modéle formel permet une bien
meilleure prédiction du champ dans la culasse.
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FI1GURE 10.29: Comparatif des loci d’induction dans la culasse statorique calculés analytiquement et par EF 2D
pour la structure présentée a la Figure 10.2 - Réaction magnétique d’induit : 8, = fBs,,, = 0.7, Lgs = Lg, et
N1y, =600 A.tr

Un deuxiéme et dernier comparatif est proposé a la Figure 10.29. 1l s’agit du cas de la réaction magnétique
d’induit ou seule la phase 1 est alimentée. La encore, malgré un loci trés complexe, le champ est bien prédit

grace au modéle analytique formel.

10.4 Prédiction des pertes fer dans les structures & commutation de

flux simplement excitées par des bobinages DC

Le développement de ces modélisations analytiques dans les parties ferromagnétiques vont nous permettre
de prédire les pertes fer dans ces structures simplement excitées. Dans cette partie, 'idée est de présenter
la démarche d’évaluation des pertes fer. Nous utiliserons uniquement le modéle se basant sur les fonctions
de perméance, méme si bien évidemment le modéle formel serait tout aussi efficace. Nous commencerons par
proposer un état de 'art rapide sur les modélisations des pertes fer dans les machines électriques. Ensuite, nous
calibrerons un modéle classique & partir de résultats expérimentaux. Finalement, nous préciserons le domaine

de validité de cette approche.

10.4.1 Etat de P’art sur la prédiction des pertes fer dans les machines électriques

Nous proposons un état de ’art, non-exhaustif, sur la modélisation des pertes fer dans les machines élec-

triques. Dans la littérature, on peut distinguer, en simplifiant, deux approches dans la prédiction des pertes

fer :
— La premiére approche, plus physicienne, s’intéresse plus aux phénoménes responsables des pertes fer et
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a leurs modélisation. On pourra citer les travaux de Bertotti [106] qui a proposé notamment la théorie
de séparation des pertes dans les matériaux doux. On peut encore citer Mayergoyz [168] qui, utilisant les
modéles de Preisach, a pu modéliser les cycles mineurs dans les toles. D’autres études trés intéressantes
portant sur l'influence de la polarisation [144], I'influence des loci bidirectionnels [96][179] ou encore des
formes d’ondes [130] ont été proposées. Le principal grief de bons nombres de ces méthodes réside soit
dans des temps de calcul assez important, soit dans la nécéssité a réaliser de nombreuses expérimentations
(ce qui exige de posséder aussi les bons appareils de mesure).

— La deuxiéme approche est plus pragmatique, voire empirique. Il s’agit de modéles paramétriques plus
ou moins améliorés. Le modéle de Steinmetz constitue une des premiéres approches proposées dans la
littérature. Dans la référence [134], un éventail de formulations sont détaillées.

Dans notre travail, nous avons opté pour la deuxiéme approche. Le modéle de pertes fer est proposé ci-aprés, et
dérive de la théorie de Bertotti avec un terme correspondant aux pertes quasi-statiques, dynamiques classiques

et excédentaires,

1.5
dt (10.42)

T T
k dB\? k dB
: 3y e e = —a -
Prvon(W/m®) = knfoBE + T/(dt> i+ 2 /’ =
0 0

Compte tenu de la complexité des loci que nous avons obtenus, avec des cycles mineurs et polarisés au stator,
ce modeéle semble étre une trés bonne alternative, notamment du point de vue temps de calcul. Concernant les

loci bidirectionnels, nous ferons ’hypothése que les pertes des composantes radiale et tangentielle se somment.

10.4.2 Prédiction des pertes fer a vide

Gréace au prototype MCF 24-14, que nous avons présenté dans le Chapitre 7, nous avons pu relever les pertes
fer & vide par l'intermédiaire d’un couplemétre. Sur cette structure simplement excitée, il est facile de séparer
les pertes mécaniques des pertes totales afin de déterminer les pertes fer.

Une série d’éssais pour différentes forces magnétomotrices d’excitation et différentes vitesses, nous a permis

de déterminer ’évolution des pertes fer.

500 T T T T T T T T
;| —%— Analytical - N1, = 600A.tr : :
E 400_“”””‘5‘ . Experi@ental-VNIm;:VGOOAMVm.mu:_mmmm_
any
g : : : : ? : :
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=] : : :
o : : :
0 s s s s s s s s
0 500 1000 1500 2000 2500 3000 3500 4000

Mechanical speed N (rpm)

F1cURE 10.30: Evolution des pertes fer totales en fonction de la vitesse et pour une force magnétomotrice
d’excitation NI.,. = 600 A.tr

Calibration du modéle de pertes fer Les pertes fer dans les dents statoriques et rotoriques ainsi que dans
les culasses sont évaluées a partir du modéle analytique se basant sur les fonctions de perméance. Nous avons
opté arbitrairement pour 100 zones dans les culasses statorique (1/24iéme du stator) et rotorique (1/14iéme du

rotor).
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Nous proposons de calibrer le modéle sur une série d’essais pour un méme courant d’excitation (Nle.. =
600A.tr). Les coefficients sont donc déterminés par moindres carrés. Le comparatif est d’ailleurs proposé a la
Figure 10.30. Nous avons obtenu les coefficients suivant pour le modéle : o = 1.1043, kp = 502.75, k. = 0.012
et k, = 0.001.
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FIGURE 10.31: Evolution des pertes fer totales en fonction de la vitesse et pour différentes forces magnétomotrices
d’excitation NI ..

Prédiction des pertes fer a vide Maintenant que nous avons calibrer le modéle, nous vérifions qu’il est bien
capable de prédire les pertes pour différents niveaux d’induction. A la Figure 10.31.(a), ’évolution des pertes fer
est proposée pour 3 niveaux de courant d’excitation. On peut noter que le modéle est capable d’estimer avec une
bonne précision les pertes fer totales en fonction de la vitesse pour les autres niveaux de courant d’excitation.
Aussi, cette étude nous a permis de mettre en évidence que les pertes fer rotoriques sont loin d’étre négli-
geables. En effet, sur la Figure 10.31.(a), I’évolution des pertes fer au stator et au rotor pour N1.,. = 1200A.tr
est présentée. On peut remarquer que les pertes fer au rotor représentent prés de 28% des pertes totales (le

volume de fer au rotor représentant 39% du volume total).

Limitations de approche La limitation principale de cette approche reste toujours la non-prise en compte

de la saturation. Cela va avoir pour effet de surévaluer les pertes fer assez largement lorsque 'on va quitter la
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F1cUrE 10.32: Evolution des pertes fer totales en fonction de la vitesse et pour une force magnétomotrice
d’excitation N1.,. = 1800 A.tr

zone de linéarité du matériau magnétique (cf. Figure 10.32). En effet, augmentation des pertes fer diminue
trés rapidement lorsque 1’on se rapproche de la saturation. Du point de vue de I’optimisation, la contrainte sur
le niveau de saturation dans les culasses apparait donc nécéssaire non seulement par rapport aux performances

électromagnétiques pures (couple, flux) mais aussi par rapport a I’évaluation des pertes.

Conclusion

Dans ce chapitre, nous avons proposé différentes méthodes de modélisation du champ magnétique dans les
parties ferromagnétiques des structures & commutation de flux simplement excitées par des bobinages DC.

Nous avons mis & profit les résultats des Chapitres 7 et 8 afin de déterminer le champ dans les culasses de
ces machines. En effet, nous nous servons du champ d’entrefer afin de déterminer 'induction dans les parties
ferromagnétiques. Plusieurs hypothéses étaient nécessaires afin de formuler le probléme. Premiérement, le champ
au niveau des dents rotor et stator est considéré purement radial. En revanche, la modélisation proposée pour les
culasses a permis de prendre en compte ’aspect bidirectionnel du champ dans les culasses. En effet, en déduisant
de maniére judicieuse une condition aux limites aux interfaces « dents-culasses », nous avons été capables de
remonter aux composantes radiale et tangentielle du champ dans les culasses.

Deux approches ont été proposées dans ce chapitre. La premiére a partir de 'approche par fonction de
perméance. Le principal grief de cette méthode reste la non-prise en compte des fuites d’encoche. Malgré tout,
a vide, les résultats sont trés pertinents. Une seconde approche basée sur la résolution formelle des équations de
Maxwell a permis de solutionner ce probléme. Des comparaisons par EF 2D ont été proposées afin de valider
I’ensemble des modéles.

Finalement, une fois que les loci d’induction ont été déduits, il nous était possible d’appliquer un modéle
de pertes fer. A partir de résultats expérimentaux, nous avons pu calibrer le modéle de pertes fer sur une série
d’essais (pour un méme courant d’excitation). Par la suite, le modéle ainsi calibré s’est montré capable de
prédire fidélement les essais expérimentaux pour d’autres niveaux d’excitation. Une fois de plus, nous avons pu

mettre en évidence que la saturation du matériaux restait la limitation principale de I’approche.
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11

Etude des performances optimales de la structure MCF simplement
excitées par des bobinages DC sur la base des modéles analytiques

formels

Introduction

Dans ce Chapitre 11 qui constituera le dernier chapitre de la Partie /I, nous proposons une étude des
performances de la structure MCF simplement excitée par des bobinages DC sur la base des modéles analytiques.
Il ne s’agira pas dans ce chapitre de proposer une étude économique de cette structure mais plutot d’essayer
de tirer des enseignements de dimensionnement sur ces structures. Le modéle analytique formel que nous avons

développé au Chapitre 8 sera utilisé & ces fins.

Dans la premiére section de ce chapitre, nous nous intéresserons aux performances optimales de ces structures
en considérant différentes contraintes, variations de paramétres ou fonctions objectifs. Par exemple, I'influence
du nombre de dent sur les performances électromagnétiques sera étudiée. Nous procéderons donc & une étude
exploratrice par le billet de I’algorithme d’optimisation.

Dans la seconde partie, nous étudierons 'influence du modéle de pertes fer, développé au Chapitre 10, sur

les performances optimales de ces structures.

11.1 Meéthodologie d’optimisation sur la base des modéles analytiques

L’association d’'un modéle analytique avec un algorithme d’optimisation stochastique est une approche régu-
lierement employée dans la littérature [125][167][103][146]. L’avantage principal des modéles analytiques restent
leur rapide exécution, qui autorise une large exploration des domaines de variation afin de déterminer les optima

globaux.

Dans ce chapitre, nous utiliserons toujours un algorithme stochastique se basant sur la méthode des essaims
particulaires. Cette méthode a largement été détaillée dans la thése de J. Aubry [98]. Nous renvoyons les lecteurs

désireux d’en savoir plus vers ce travail.

La méthode des essaims particulaires est née dans les années 90. Comme son nom le suggére, cette méthode
s’inspire du vivant. Contrairement aux algorithmes génétiques, tel que le NSGA 11, qui s’appuient sur une forme
d’élitisme de la population, la méthode des essaims particulaires se base sur la collaboration des individus entre

eux.
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11.2 Définition du probléme d’optimisation : Objectifs, variables et

contraintes associées

Comme nous ’avions fait dans le chapitre précédent, on se doit de préciser les grandes lignes des différentes
études qui suivront dans ce chapitre. Cela passe donc par la définition de fonctions objectifs, de variables et de

contraintes.

11.2.1 Fonctions objectifs

Les fonctions objectifs seront amenées a évoluer suivant 1’étude que ’on méne. Ci-aprés une liste de fonctions
objectifs que nous serons amenés & évaluer : couple moyen, ondulation de couple, pertes Joule d’induit ou
d’excitation, couple moyen sur pertes, pertes fer...

11.2.2 Variables d’optimisation

Concernant les variables d’optimisation, nous rapellons & la Figure 11.1, la géométrie que nous avons pu

modéliser avec tout les parameétres géométriques associés.

Double-layer
Winding Configuration

FIGURE 11.1: Géométrie de base & modéliser

Concernant I’alimentation, nous considérerons une alimentation sinusoidale avec des amplitudes fixées au
préalable. Le seul paramétre variable sera ’angle de charge §. L’idée n’étant pas d’évaluer I’ensemble onduleur de
tension-machine, mais plutét d’utiliser I’algorithme génétique afin d’explorer les performances de cette structure.

Nous nous détachons donc aussi de I’application alternateur DC qui a largement été étudiée dans la Partie I.

11.2.3 Contraintes

La encore, les contraintes seront détaillées pour chaque études que nous ménerons. Nous nous intéresserons
notamment & 'influence du niveau de pertes d’excitation sur les performances électromagnétiques. L’influence

du niveau d’induction maximal admissible dans les parties ferromagnétiques fera ’objet d’une étude.
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11.3 Etude des performances électromagnétiques optimales a volume

constant

Nous choisissons de travailler dans cette section & volume constant. Cela nous semble effectivement la
meilleure approche afin de tirer facilement des enseignements sur le design des ces structures en limitant les
variables d’optimisation. Nous considérerons une structure avec un diameétre externe D.,; de 360mm et une

longueur active de 45mm.

11.3.1 Analyse d’un premier cas référence

Nous commengons notre étude en considérant une structure avec 24 dents statoriques et 10 dents rotoriques.
Les objectifs de cette optimisation sont :

— Maximisation du couple électromagnétique moyen ;

— Minimisation des pertes Joule (induit et excitation).
En ce qui concernent le couple moyen, nous utilisons le tenseur de Maxwell. Nous considérons 36 positions
rotoriques par période électrique afin de déterminer le couple instantané. Ensuite, on moyenne ces valeurs pour

déterminer le couple moyen.

Parameétres fixes Nous fixons différents paramétres géométriques, d’alimentation et du modéle analytique
(harmoniques). On peut retrouver ces paramétres dans le Tableau 11.1. On remarquera que l'on a choisi un
entrefer assez important (5mm) pour s’affranchir des problémes de saturation. La culasse statorique est fixée a
10mm.

Concernant le modéle analytique, nous considérons 100 harmoniques d’entrefer, et 20 harmoniques d’encoche

(stator et rotor).

’ Paramétres \ Valeur ‘
Rayon R, 170mm
Entrefer e 5mm
Ampéres.tour d’induit NI, 500A.tr
Ampeéres.tour d’excitation NI .. 1200A.tr
Nombre d’harmoniques d’entrefer NV 100
Nombre d’harmoniques statorique @ 20
Nombre d’harmoniques rotorique K 20

TABLE 11.1: Paramétres fixes lors de ’optimisation

Variables d’optimisation et intervalles Les variables d’optimisation sont au nombre de 5 dans cette

premiére étude. On retrouvera les intervalles de variations dans le Tableau 13.1.

] Variables d’optimisation | Intervalle |
Ouverture relative des encoches statoriques [ [0.1;0.8]
Ouverture relative des encoches rotoriques 3, [0.1;0.8]

Hauteur de l’encoche statorique H. [Bmm; T0mm)]
Hauteur de I’encoche rotorique H, [5mm; 90mm)]
Angle de charge ¢ [0; 180]

TABLE 11.2: Variables d’optimisation et intervalles associés

Il y aura pas de contraintes particuliéres lors de cette étude.

Reésultats et analyses Nous proposons maintenant les résultats que nous avons obtenus & la fin de cette

optimisation. A noter que nous avons opter pour 3600 particules (60*60). Cela correspond a un temps de
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FIGURE 11.2: Résultats de 'optimisation dans le plan des objectifs - Couple moyen C.,, et pertes Joule P,y

Variables d’optimisation Machine A Machine B Machine C
{74.2W;6.883 N.m} | {204.1 W;14.95 N.m} | {775.7 W;20.25 N.m}
Bs 0.7846 0.4097 0.2703
By 0.6695 0.6281 0.5759
H,., 70mm 42.1mm 17.7mm
H,, Tdmm 85.3mm 46mm
) 57.295° 56.31° 60.9152°

TABLE 11.3: Grandeurs géométries des machines A, B et C

calcul de moins de 4 heures. Sur la Figure 11.2, nous proposons I’ensemble des solutions testées lors de cette

optimisation dans le plan Couple moyen - Pertes Joule. Le front de Pareto obtenu est mis en évidence en rouge.

Etant donné qu’il n’y a pas de contraintes, et surtout que les intervalles de variation sont assez larges, les
couples de solutions sont trés dispersés : de {72.77 W;0.1551 N.m} a {1387 W;21.53 N.m}.

Afin d’étudier plus en détails les réponses obtenues, nous choisissons 3 machines sur le front de Pareto. Les
grandeurs géométriques de chacune des structures sont détaillées dans le Tableau 11.3. Nous proposons aussi

une coupe transversale des géomeétries obtenues a la Figure 11.3.

Commencons par la machine A, qui présente les pertes Joule minimales. On peut clairement observer que
I’algorithme tend a augmenter la surface des encoches statoriques. Cela se fait en augmentant (B, et Hes qui
sont tout deux trés proches des butées. Bien évidemment, cela se fait au détriment du couple.

A contrario, pour les solutions que représentent les machines B et C, le couple moyen augmente progressi-
vement en acceptant aussi des pertes Joule plus importantes. Les surfaces d’encoche statoriques diminuent &

mesure que les pertes Joule augmentent.

On notera aussi que D'algorithme & tendance & proposer des encoches rotoriques assez profondes. Cela pour
limiter d’éventuelles fuites qui peuvent pénaliser le couple. Finalement, on notera que 'algorithme tend vers
des géométries avec des dents rotoriques légérement plus larges que les dents statoriques. Cela est logique
physiquement, car si la dent rotorique est trop large alors I'excitation est court-circuitée magnétiquement, ce

qui entraine de moins bonnes performances.
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(a) Machine A (b) Machine B

(¢) Machine C

FIGURE 11.3: Coupes transversales des machines A, B et C

11 est aussi intéressant d’observer la distribution des variables d’optimisation qui correspondent aux solutions
constituant notre Pareto-optimal. A la Figure 11.4, les évolutions des fonctions objectifs en fonction des variables

sont proposées.

La hauteur de ’encoche statorique H,.s et son ouverture relative 35, pour les solutions Pareto-optimales,
évoluent de maniére linéaire avec le couple moyen C.,,. Pour ces mémes variables, les pertes Joule sont inver-
sement proportionnelles. Cela est logique & partir du moment o nous fixons les Ampéres.tour d’excitation et
d’induit. A noter que ’algorithme ne trouve pas (ou peu) de solutions optimales pour des ouvertures relatives
trés faibles (8, < 0.25).

Concernant 'ouverture relative de ’encoche rotorique f,, on obtient un résultat intéressant. L’ensemble
des solutions Pareto-optimales se concentrent sur des valeurs de 3, proche de 0.62. Ce paramétre semble étre

relativement indépendant des autres.

Enfin, nous avions noté précédemment que la hauteur de I’encoche rotorique H., était assez importante. Les
résultats présentés a la Figure 11.4 semblent confirmer en partie cette observation. En effet, la majeure partie

des solutions Pareto-optimale se situent dans la deuxiéme moitié de I'intervalle de variation de H,,..
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11.3.2 Influence du nombre de dent rotorique

Nous continuons notre exploration en modifiant le nombre de dent rotorique. Nous passons & une structure
possédant 14 dents au rotor. Le comparatif des fronts de Pareto est proposé a la Figure 11.5.

On peut remarquer qu’a volume donné, la configuration avec 14 dents rotoriques ne permet pas d’atteindre
un couple aussi important que la configuration avec 10 dents rotoriques. Ce dernier résultat est quelque peu
étonnant car la configuration avec 14 dents a généralement une FEM plus importante que la structure avec 10

dents. Cependant, il faut se garder de conclure que I'une ou 'autre des structures est meilleures que ’autre.

25

Couple moyen C,,, (N.m)

CR3% (ERRRRYEINRRTRARRRRY Do - Front de Pareto - N, = 14
: : - Front de Pareto - N, = 10
@® DMachine A
Machine B
Malchine C.

0 200 400 600 800 1000 1200 1400
Pertes Joule Py (W)

F1cURE 11.5: Comparatif des résultats de 'optimisation dans le plan des objectifs pour la structure 24-10 et
24-14 - Couple moyen C.,, et pertes Joule Py,

Comme précédemment, nous proposons trois structures choisies parmi les solutions Pareto-optimales. Leurs
coupes transversales sont présentées a la Figure 11.6.

Variables d’optimisation Machine A Machine B Machine C
{81.39 W;6.883 N.m} | {242.1 W;14.94 N.m} | {890.9W;19.84 N.m}
Bs 0.7153 0.4601 0.3953
By 0.7122 0.6376 0.6332
H., 70mm 34.2mm 10.4mm
H,., 77.1mm 69.1mm 65.9mm
) 117.25° 122.2533° 112.7985°

TABLE 11.4: Grandeurs géométries des machines A, B et C

L’évolution des paramétres est & peu prés similaire & celle que nous avions observé sur la structure 24-10.
Par exemple, afin de miniser au maximum les pertes Joule (Machine A), la variable H.s part en butée. On peut
remarquer cependant que la configuration 24-10 posséde un diamétre alésage plus important, mais malgré tout
le couple moyen maximum atteint reste plus faible que la structure 24-10. Nous verrons par la suite si cela est
toujours le cas avec un entrefer plus faible.

Comme précédemment, on peut remarquer que l'algorithme tend vers des hauteurs d’encoches rotoriques
importantes afin de maximiser le couple. D’ailleurs, & la Figure 11.7, nous présentons 1’évolution du couple
moyen en fonction des différentes variables. On remarque cette fois-ci que les ouvertures relatives du stator [

inférieures & 0.35 ne sont pas privilégiées afin d’augmenter le couple moyen.
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(a) Machine A (b) Machine B

(¢) Machine C

FI1GURE 11.6: Coupes transversales des machines A, B et C - Structure 24-14

Concernant l'ouverture relative du rotor (., on peut remarquer que des solutions Pareto-optimales se
concentrent vers des valeurs de 3, de 0.65. Comme précédemment, cette variable semble étre indépendantes des
autres.

Enfin, les solutions Pareto-optimales considérent des hauteurs de la dent rotor H., assez importantes et
comprises dans la moitié haute de 'intervalle de variation.

Ces deux premiéres études ont ouverts ou posés différents questionnements sur :

— L’influence des ouvertures d’encoches statoriques d’induit et d’excitation;

— L’influence du nombre de cellules de commutation ;

— L’influence de I’épaisseur d’entrefer.

Dans la suite, nous poursuivrons donc avec ces études afin d’apporter quelques éléments de réponse.

11.3.3 Influence de P’ouverture relative des encoches statoriques : induit et exci-
tation
Dans cette étude, nous considérons que l'ouverture relative des encoches d’excitation et d’induit ne sont

égales. Cela constitue une variable additionnelle dans la procédure d’optimisation. Au final, nous avons 6

variables d’optimisation : s, ., Bs;.., Brs Hes, Her €t d. L’intervalle de variation est le méme.
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FIGURE 11.8: Comparatif des résultats de 'optimisation dans le plan des objectifs pour la structure 24-10 avec
- Couple moyen C.,, et pertes Joule Pj,yie

Sur la Figure 11.8, nous proposons un comparatif pour la structure 24-10 avec s, = fs,,, €t inversement,

Bsene 7 DBsing- On peut observer que lorsque ;.. # fBs,,,, il est possible d’atteindre des valeurs de couple
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supérieure au cas ou s .. = fs,,, pour un méme niveau de pertes Joule.

Les grandeurs géométriques des machines A, B et C sont proposées dans le Tableau 11.5. De maniére générale,
I’encoche d’excitation est favorisée & ’encoche d’induit. En effet, vu que 'on fixe les Ampéres.tour d’excitation
et que ces derniers (NI.,. = 1200A4.tr) sont supérieurs & ceux de l'induit (N1, = 500A.tr), 'algorithme tend &
augmenter ’encoche d’excitation afin de diminuer les pertes Joule. Les vues transversales de ces trois structures

(cf. Figure 11.9) confirment bien cette observation.

Variables d’optimisation Machine A Machine B Machine C
{94.18 W;10.22 N.m} | {181.5 W;14.85 N.m} | {624.4 W;21.51 N.m}
Bsene 0.7867 0.6645 0.3963
Bsing 0.3950 0.2617 0.1601
o 0.6870 0.6155 0.6145
Hg 62.1mm 39.1mm 18.2mm
H,., 81.7mm 86mm 89.2mm
0 49.2403° 58.07° 55.5490°

TABLE 11.5: Grandeurs géométries des machines A, B et C

(a) Machine A

(¢) Machine C

(b) Machine B

F1GURE 11.9: Coupes transversales des machines A, B et C - Structure 24-10
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La méme étude a été menée pour la configuration 24-14. Nous nous contenterons de présenter le comparatif
des solutions Pareto-optimales & la Figure 11.10. Contrairement & ce que ’on avait pu observer avec la configu-
ration 10 dents, les performances sont & peu prés équivalentes (légeérement meilleures pour les fortes valeurs de
pertes Joule) que ’on soit dans le cas ou Bs,,. # Bs,,, et le cas B, = Bs,...-

D’ailleurs, les ouvertures relatives de I'induit et de ’excitation sont & peu prés équivalentes pour les solutions
Pareto-optimales (cf. Tableau 11.6).
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FIGURE 11.10: Comparatif des résultats de ’optimisation dans le plan des objectifs pour la structure 24-14 avec
- Couple moyen C,,, et pertes Joule Pj,yie

Variables d’optimisation Machine A Machine B Machine C
{120.3 W;10.25 N.m} | {236.1 W;15.34¢ N.m} | {837.9W;20.01 N.m}
Bsone 0.6353 0.4764 0.3151
Bsina 0.5554 0.5274 0.3848
By 0.6148 0.6324 0.6383
H., 52.7Tmm 29.8mm 13.6mm
H,, 76.2mm 82.Tmm 75.3mm
) 114.9138° 122.5592° 121.8140°

TABLE 11.6: Grandeurs géométries des machines A, B et C

11.3.4 Influence de ’entrefer sur les performances optimales

Dans cette section, nous explorons l'influence de 'entrefer sur les performances électromagnétiques de cette
structure MCF bobinée. Nous choisissons un entrefer nominal de 0.5mm. Il s’agit d’une valeur plus réaliste.

Sur la Figure 11.11, nous proposons la distribution des solutions Pareto-optimales pour les configurations
24-10 et 24-14. Nous considérons toujours fs, .. # fs,,, lors de cette optimisation.

Premiérement, les performances en couple sont forcément bien meilleures étant donné que ’on travaille avec
un entrefer plus fin.

Deuxiéme remarque, contrairement & ce que 'on avait obtenu précédemment, le couple obtenu avec la

structure 24-14 est largement supérieur & la structure 24-10 pour un méme niveau de pertes Joule. Nous
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proposons a la Figure 11.12, un comparatif des géométries obtenues a iso-pertes Joule (= 500W) et a iso-

couple (=~ 67N.m). Les parameétres géométriques sont rapellés dans le Tableau 11.7.

90

0 RS N R SO T -

Couple moyen C.,, (N.m)

Front de Pareto - N, = 14
: : - Front de Pareto - N, = 10

S TR R ERERRRRTE SRS @® Machine A H
: : Machine B

Machine C

500 1000 1500 2000
Pertes Joule Py, (W)

2500 3000

FIGURE 11.11: Comparatif des résultats de ’optimisation dans le plan des objectifs pour la structure 24-10 et
24-14 - Couple moyen C.,, et pertes Joule Py,

Machine A Machine B Machine C
Variables d’optimisation | {496.7 W;66.98 N.m} | {497.8 W;76.03 N.m} | {178.2 W;66.75 N.m}
10 dents rotor 14 dents rotor 14 dents rotor
Bsene 0.2373 0.1729 0.3107
Bsina 0.1 0.3363 0.3510
o 0.5223 0.5141 0.5331
Heg 17.8mm 12.4mm 23.3mm
H,., 24mm 41.9mm 60.6mm
) 58.33° 119.95° 119.1410°

TABLE 11.7: Grandeurs géométries des machines A, B et C

Si I'on considére les résultats a iso-pertes Joule, on peut remarquer que ’algorithme favorise ’encoche
d’excitation dans le cas de la structure 24-10 alors que pour la structure 24-14 c’est ’encoche d’induit qui est
favorisée. Au global, la somme des pertes Joule, induit et excitation, est & peu prés équivalente pour les deux
structures (Machines A et B) alors que le couple atteint par la structure 24-14 est de 76.03N.m contre 66.98N.m
pour la géométrie 24-10. Cela représente prés de 15% de couple en plus.

Si maintenant on s’intérésse a la comparaison iso-couple, avec les machines A et C, la structure 24-14
a des encoches plus larges. Les pertes Joule sont donc plus faibles, 178.2W contre 496.7W dans le cas de
la configuration 24-10 pur le méme couple moyen. Cela représente 64% de pertes Joule en moins ce qui est
important.

En revanche, il faut tempérer ce dernier résultat car I’augmentation de la surface d’encoche (qui autorise
une nette diminution des pertes Joule) entraine par ailleurs la réduction de la largueur des dents statoriques.
Le niveau de saturation des dents aura donc tendance a augmenter.

Dans la suite de ce travail, nous proposons d’inclure une contrainte sur le niveau d’induction au niveau des

dents afin de vérifier que ’hypothése majeure de notre modéle analytique soit valide.
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(a) Machine A - Structure 24-10 (b) Machine B - Structure 24-14

(c) Machine C - Structure 24-14

F1GURE 11.12: Coupes transversales des machines A, B et C

11.3.5 Influence d’une contrainte sur le niveau de saturation dans les parties fer-

romagnétiques

Nous introduisons dans la procédure d’optimisation une contrainte sur le niveau de saturation dans ces
structures. Pour ce faire, nous mettrons & profit le modéle analytique développé au Chapitre 10 permettant de
déterminer le champ dans les parties ferromagnétiques.

Nous imposerons donc que l'induction dans différentes zones ne dépassent pas 1.57. On estime que cela
correspond a lentrée dans le coude de saturation de la caractéristique B (H).

Les dents statoriques sont les parties les plus facilement sujettent a la saturation. On veillera & ce que
I'induction dans les dents, sur toute la période électrique, ne dépasse pas 1.57. Nous conservons toujours 36
points par période électrique. Cela est un peu gourmand en temps de calcul mais permet d’évaluer avec précision
la contrainte maximum en induction qui pésera sur la dent stator.

Nous pourrions imposer aussi des contraintes au niveau des dents rotoriques ou encore des culasses stator
et rotor mais ces zones nous semblent moins sollicitées.

Nous proposons & la Figure 11.13, les solutions Pareto-optimales pour la structure 24-10 et 24-14 avec et

sans la contrainte sur le niveau d’induction. On peut clairement observer que la structure avec 14 dents sature
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trés peu contrairement & la structure 10 dents qui voit ses performances largement diminuer entre le cas avec
et sans contrainte sur l'induction. Ce résultat est en accord avec ce que nous obtenions expérimentalement avec
la structure 24-14. En effet, nous avions pu observer expérimentalement que nous entrions dans le coude de
saturation pour une force magnétomotrice d’excitation de 1200A.¢r.

La structure 24-14 présente un flux par phase plus faible, ce qui entraine moins de saturation, mais bénéficie
d’une fréquence électrique 40% plus importante. Il est possible de retrouver le phénoméne au Chapitre 7 lorsque
nous présentions les distributions de l'induction radiale dans l’entrefer. En effet, nous avions alors des pics

d’induction qui étaient plus important pour la structure avec 10 dents au rotor.

90 T T T T T

Couple moyen C.,,, (N.m)

20H - - Front de Pareto - N, = 14 H
- Front de Pareto - N, = 10
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10 - Front de Pareto - N, = 10 - Contrainte Saturation 1.57 A
@® Machine A
0 o I1\/Iachine B . . . .
0 500 1000 1500 2000 2500 3000

Pertes Joule Py (W)

F1cURE 11.13: Comparatif des résultats de 'optimisation dans le plan des objectifs pour la structure 24-10 et
24-14 avec la contrainte sur le niveau de saturation dans les dents statoriques - Couple moyen C,,, et pertes
Joule Pjouie

Nous proposons dans la suite les géométries a iso-pertes (=~ 500W). Les grandeurs géométriques de ces deux
structures sont présentées dans le Tableau 11.8. On peut noter que la géométrie 24-14 présente un diamétre d’alé-
sage plus important. L’algorithme d’optimisation favorise I’encoche d’induit plutét que 'encoche d’excitation.

Nous avions déja remarqué ce phénoméne précédemment.

Machine A Machine B
Variables d’optimisation | {501.1 W;74.32 N.m} | {487.6 W;54.02 N.m}
14 dents rotor 10 dents rotor

Bsene 0.1562 0.1530
Bsinag 0.3146 0.1167

By 0.5713 0.6860

H., 13.7mm 20.3mm
H,, 28.6mm 32.2mm

1) 124.82° 74.25°

TABLE 11.8: Grandeurs géométries des machines A et B

Ce résultat reste quand méme intéressant car ils ouvrent d’autres perspectives d’étude. En effet, la structure
avec 14 dents semble plus intéressante au niveau du couple grace notamment & une fréquence électrique plus
importante. En revanche, quid des pertes fer dans ces structures? Nous étudierons ce point par la prochaine

section.
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(a) Machine A - Structure 24-14 (b) Machine B - Structure 24-10

F1GURE 11.14: Coupes transversales des machines A et B

11.3.6 Influence du nombre de cellules de commutation

Nous nous intéressons dans ce paragraphe a l'influence du nombre de cellules de commutation sur les per-
formances optimales. Nous considérons toujours les mémes Ampeéres.tour d’excitation et d’induit. La contrainte
sur le niveau de saturation est conservée. Il en est de méme pour la contrainte sur le niveau de saturation que

I’on garde égale & 1.5T'.

150 T T T T T

100+ e e RN e 1

50
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F1GURE 11.15: Comparatif des résultats de 'optimisation dans le plan des objectifs pour les structures 12-5 et
12-7, 24-10 et 24-14, 48-20 et 48-28 avec la contrainte sur le niveau de saturation dans les dents statoriques -
Couple moyen C¢,, et pertes Joule Pj,ye

A la Figure 11.15, les solutions Pareto-optimales sont présentées pour différentes structures : 12-5 et 12-7,
24-10 et 24-14, 48-20 et 48-28. Plusieurs remarques doivent étre faite concernant ces résultats.

Généralement, les structures avec 7k (k entier) dents présentent des performances meilleures que les struc-
trures 5k. La raison reste une saturation plus rapide au niveau des dents stators et aussi des fréquences électriques

respectives de plus en plus élevées.
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En revanche, en terme de pertes, effectivement ’augmentation du nombre de cellules permet d’augmenter
le couple maximum atteint mais cela se fait au détriment des pertes Joule qui explosent.

Il semble donc intéressant de modifier le plan des objectifs. Nous nous intéresserons plutot & I’objectif “Couple
sur pertes Joule” en fonction d’un second objectif le “Couple”. L’objectif “Couple sur pertes Joule” reste 'image
du rendement qu’il faut maximiser (& volume fixe). Nous proposons donc a la Figure 11.16 I’évolution des

solutions Pareto-optimales pour ces deux objectifs.
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FIGURE 11.16: Comparatif des résultats de ’optimisation dans le plan des objectifs pour les structures 12-5 et
12-7, 24-10 et 24-14, 48-20 et 48-28 avec la contrainte sur le niveau de saturation dans les dents statoriques -
Couple moyen C¢,, et pertes Joule Pj,ye

Il est intéressant de remarquer comme précédemment que les topologies avec 7k dents au rotor présentent
un meilleur compromis vis-a-vis des deux objectifs - Couple sur pertes Joule et Couple.

La configuration 12-7 présente le meilleur rendement (1.323N.m /W) pour un couple assez faible (17.98N.m).
Nous utilisons le terme de rendement méme si celui-ci est impropre puisqu’il s’agit du couple sur pertes Joule. En
revanche, le rendement de cette structure s’effondre rapidement & mesure que le couple augmente. Il faut aussi
noter que cette structure posséde un nombre de dent impair, et sera la siége de forces magnétiques d’entrefer
non-compenseées.

La configuration 24-14 présente un rendement moindre (0.9003N.m/W pour 33.96N.m) que la topologie
12-7. En revanche, elle permet d’atteindre des valeurs de couple plus importantes (jusqu’a 80N.m).

Enfin, la configuration 48-28 permet d’atteindre des valeurs de couple trés importantes moyennant des pertes
Joule beaucoup plus importantes et donc un rendement qui s’effondre.

Finalement, 'augmentation du nombre de cellules semble étre bénéfique du point de vue du couple moyen.
On bénéficie pleinement de "augmentation de la fréquence électrique. En revanche, le rendement s’effondre
au fur et & mesure que 'on multiplie les cellulles de commutation. En effet, il est nécéssaire de magnétiser
localement chacunes des cellules ce qui augmente considérablement les pertes d’excitation. Dans le cas que nous
avons considéré, les tétes de bobines représentent plus du double de la longueur active. L’augmentation des
pertes d’excitation n’est donc pas proportionnelle au nombre de cellules.

Dernier point que nous n’avons évoqué jusqu’a présent concerne le niveau de pertes fer. En effet, nous
considérons jusqu’alors uniquement I’ensemble des pertes Joule stator mais pas les pertes fer. Il est certain qu’une
structure telle que la topologie 48-28 sera largement pénalisée au niveau du rendement & cause de sa fréquence
électrique élevée. Nous explorerons dans la section suivante l'influence des pertes fer sur les performances des

structures MCF simplement excitées par des bobinages.
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11.4 Influence de la prise en compte des pertes fer sur les perfor-
mances optimales des structures MCF simplement excitées par

des bobinages

Dans cette section le modéle de pertes fer utilisé est celui développé dans le Chapitre 10. Nous utiliserons
d’ailleurs les mémes paramétres du modéle de pertes fer. L’idée étant de montrer I'influence de la prise en
compte de ce modéle sur les performances optimales de ces machines. L’idée principale est de compléter ’étude

comparative que ’on a menée jusqu’alors entre la configuration 24-10 et 24-14 en incluant les pertes fer.

Front de Pareto - N, = 10
| ... - FrontdePareto- N, =14 U
0.9 : I B - Front de Pareto - N, = 10 - Pertes fer
: Y+« . Front de Pareto - N, = 14 - Pertes fer

Couple moyen sur Pertes totales C.,,/Piotaics (N.m/W)
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FiGURrE 11.17: Comparatif des résultats de 'optimisation dans le plan des objectifs pour les structures 24-10
et 24-14 avec la contrainte sur le niveau de saturation dans les dents statoriques - Couple moyen Cl,, et pertes
Joule Pj,yue - Influence des pertes fer

L’évaluation des pertes fer se fera pour une vitesse de rotation de 1300¢r/min. Nous conservons la contrainte
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FIGURE 11.18: Comparatif des résultats de I’optimisation dans le plan des objectifs pour les structures 24-10 et
24-14 avec la contrainte sur le niveau de saturation dans les dents statoriques - Rendement incluant les pertes
fer et Couple moyen Cl,,

imposant un niveau d’induction inférieur & 1.57. D’ailleurs, nous avions montré qu’au dela de cette valeur le

modeéle de pertes fer n’était plus valide lui aussi.

Nous considérons 101 zones dans le stator et le rotor afin de déterminer les loci d’induction. Le calcul se
fera sur un pas dentaire, et on fera I’hypothése que le niveau de pertes sur un pas dentaire est le méme sur les

autres. A partir des loci d’induction, nous appliquerons le modéle de pertes fer.
Nous minimiserons cette fois les pertes totales qui sont la somme des pertes Joule et des pertes fer.

Tout d’abord, a la Figure 11.17.(a), nous reprenons les résultats dans le plan “Couple sur pertes Joule -
Couple” des structures 24-10 et 24-14 en les comparant aux résultats prenant en compte les pertes fer. On peut
observer que le rendement chute de maniére trés importante. Cela démontre bien la nécéssité de prendre en

compte le niveau de pertes fer.

En revanche, comme le souligne la Figure 11.17.(b), les résultats montrent que la structure 24-14 présente des
performances optimales meilleures que la topologie 24-10. Malgré une fréquence électrique 40% plus importante,
le rendement reste meilleur. Pour expliquer cela, deux remarques peuvent étre faite. Premiérement, la structure
24-14 sature moins rapidement. C’est & dire que pour un méme niveau d’induction dans le fer, le couple atteint

sera plus important. Il est donc normal d’avoir un ratio “Couple moyen sur pertes totales” plus important.

Deuxiéme remarque, toujours pour un méme niveau d’induction dans le fer, la structure avec 14 dents rotor,

posséde des dents plus fine et donc une masse de fer généralement plus faible.

Ces deux remarques peuvent expliquer que ’on n’ait pas une augmentation sensible des pertes fer lorsque

I’on passe d’une structure avec 10 dents rotor & une structure avec 14 dents rotor.

Nous terminerons ce chapitre en proposant directement I’évolution du rendement & 1300¢r/min en fonction
du couple moyen. Les résultats de 'optimisation sont présentés & la Figure 11.18. La structure avec 14 dents
rotoriques posseéde un rendement toujours supérieur a la structure avec 10 dents rotoriques & couple donné. Le
rendement maximal atteint est de 0.956 pour la structure 24-14 contre 0.933 pour la structure 24-10. Surtout,
lorsque l'on s’autorise des rendements plus faibles mais avec un couple moyen plus important, la configuration
24 — 14 devient nettement plus intéressante. Par exemple pour une rendement de 0.85, le couple moyen atteint
est de 77.44N.m avec le rotor 14 dents, contre 55.36 N.m avec 10 dents.
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Conclusion

Ce Chapitre 11 fut dédié a ’étude des performances optimales des structures simplement excitées par des
bobinages. Nous nous sommes limités aux structures classiques triphasées avec 24 dents statoriques.

L’idée générale de cette étude était d’associer un algorithme d’optimisation stochastique avec le modéle
électromagnétique développé au Chapitre 8. Nous ne nous sommes pas fixés de cahier des charges particulier
pour se détacher de ’application « Alternateur DC ». L’idée était de tirer des résultats d’optimisation certaines
généralités quant au dimensionnement de ces structures. Une contrainte sur le niveau de saturation a aussi
permis de rester dans le domaine de validité de notre modéle analytique. L’influence du nombre de cellules de
commutation fut également explorée. Nous avons pu montrer que les configurations possédant 7k dents rotor
étaient plus performantes en terme de couple que les structures avec 5k dents rotor.

Une deuxiéme étude visait & démontrer 'influence des pertes fer sur les performances (rendement notamment,)
de ces structures. Nous nous sommes intéressés a deux configurations 24-10 et 24-14. On rappelle que ces
deux structures possédent un méme stator mais des fréquences électriques différentes. L’étude a montré que la
structure 24-14 posséde systématiquement un rendement supérieur (& couple donné). Bien évidemment, cette
étude repose sur un point de fonctionnement et donc une vitesse. L’influence sur cycle de fonctionnement fait

partie des perspectives de ce travail.
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Troisiéme partie

Introduction a la notion d’exploration
topologique de structures
électromagnetiques sur la base de modeéles

formels

303






Dans cette 3°™*¢ et derniére partie, nous présenterons quelques perspectives de recherche qui apparaissent &

la suite des modélisations analytiques que nous avons développées jusqu’alors. Cette partie se divisera en deux

chapitres :
— Un premier chapitre sera dédié a I’extension des modélisations analytiques formelles pour des structures

aimantées et hybrides & excitation statique;
— Dans le 13%"¢ et dernier chapitre, nous présenterons une nouvelle notion ou approche : ’ezploration

topologique sur la base de modéle analytique formel.
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12

Extension du modéle a des topologies a commutation de flux

innovantes excitées par des aimants permanents

Introduction

Dans ce chapitre, nous proposons de modéliser les structures & commutation de flux excitées par des aimants
permanents. L’idée premiére est de proposer un modéle suffisamment général afin de pouvoir étre étendu au
différents structures MCF non-conventionnelles excitées par des aimants. Nous verrons par la suite que ce modéle
peut étre utilisé afin de déterminer les performances électromagnétiques de structures MCF hybrides. Le modéle
développé sera validé par comparaison avec des simulations EF 2D.

L’idée seconde de ce chapitre est de proposer une base analytique au chapitre qui va suivre et qui traitera

d’exploration topologique.

12.1 Structure & commutation de flux simplement excitée par des

almants

FIGURE 12.1: Géométrie des encoches statoriques pour une structure & commutation de flux excitée par des
aimants et conditions aux limites associées

La topologie que nous avons étudié précédemment peut trés bien étre excitée par des aimants. D’ailleurs, le

pas a faire pour modéliser cette machine n’est pas trés grand compte tenu de la proximité entre la commutation
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de flux simplement excitée par des bobines et celle pas des aimants permanents. Finalement, seules les zones
d’encoches vont étre modifiées une fois sur deux pour accueuillir un aimant. La Figure 12.1 nous présente la
géométrie du stator & modéliser.

Nous appliquerons la méthodologie décrite au Chapitre 8, afin de déterminer 'expression du potentiel-vecteur

dans toute la géométrie.

12.1.1 Définition du probléme

Nous ne reprendrons pas les expressions du potentiel-vecteur dans les encoches rotoriques, dans I’entrefer
et dans les encoches statoriques car cela a déja été détaillé dans le Chapitre 8. Nous nous concentrerons donc
uniquement sur la zone d’aimant dans ce chapitre.

Le potentiel-vecteur dans la zone d’encoche accueuillant ’aimant est régi par ’équation de Poisson suivante,

AA;=-Vx B (12.1)

Compte tenu de la polarisation du milieu aimanté dans lequel on se trouve, on considére que ce milieu suit

la loi idéale suivante,

= —
B = uo,urﬁ + poM (12.2)

_>
avec M l'aimantation du matériau et u, sa perméabilité relative (proche de 1). Finalement, on retiendra que

AA; =~V x M (12.3)

Aussi, comme nous pouvons le voir sur la Figure, nous imposons des conditions de Neumann de part et

d’autre du bord d’encoche accueuillant 1’aimant,

A, (T‘, v=oj+ 55395)
ov

En revanche, on imposera un potentiel-vecteur nul sur tout le rayon externe R.. de la machine, et tout

= 0 pour r € [Rg;, Ree) (12.4)

particuliérement au niveau de la face externe de ’aimant,

Aj(r = Ree,v) =0pourv € [Qj, 0; + 55].98] (12.5)

1l s’agit d’une hypothése assez forte du point de vue de la modélisation. Effectivement, généralement les
machines a commutation de flux excitées par des aimants, chaque aimant sont “court-circuité” magnétiquement
par de petits ponts magnétiques qui viennent assurer un maintien mécanique de ’ensemble du stator. Cela doit

étre négligé du point de vue de la modélisation étant donné I’hypothése de linéarité du matériau ferromagnétique.

12.1.2 Expression du potentiel-vecteur A; dans la jéme zone statorique (Zone j) :
Cas des zones d’aimant

Dans chacune des encoches statoriques (Zone j), le potentiel-vecteur A; est régi par I’équation de Poisson

12.1, qui s’écrit en coordonées cylindriques,

2 A. . 2 A
oA | 104 18AJ__”0<MV_6MT) (12.6)

or? r Or r2 ov2 7 ov

ou M, et M, représente respectivement les composantes radiales et tangentielles de I’aimantation. Dans le cas

de la structure & commutation de flux, 'aimantation est purement tangentielle et s’exprime,

_ (—1)(3+1) Brem
M, = (-1) ” (12.7)
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avec j =2,4,6...
En considérant les conditions de Neumann définies en 12.4, on recherche des solutions, séparant les variables,

sous la forme suivante,

Aj () =af () + 3o (r cos< BWQ (u—ej)) (12.8)

k>1 8578
Aprés réinjection de cette expression dans I’équation homogeéne, on obtient I’expression générale suivante

pour le potentiel-vecteur dans la zone d’aimant,

™
Bs-gs

J

Ay 0) = B + AP W (1) + 4, () + 3 [ A9 qﬁs:es+3y>rqmcos(q

q=1

(v — 9j)> (12.9)

Une solution particuliére A, a I’équation 12.6 peut étre obtenue en recherchant des solutions de la forme

C'r. Finalement, on obtient,

A (r,v) = Béj) + A(()J') In (r) — poM,r + Z [At(zj —9F 0 + B(J) ] cos (qﬁﬂe (v — Qj)> (12.10)
g>1 s;%s

La condition 12.5 assurant la nullité du potentiel-vecteur en r = R.. nous permet d’éliminer certaines

inconnues,

BY) = oM, Ree — AP In (Ree)

qffs S

, (12.11)
B(SJ) A(J)R

pour finalement réecrire le potentiel sous la forme,

. r . _qﬁs]%"s r 9B, 0 r 955,
A] (r,y):A(()J)ln (Rce) _/’[/OMIJ (T_Rce)—i_Zf&Rci_/l(Rce) J B <ch> J ‘|

q=1 !
ASJ])

7r
.cos | g—— u—@»)
( /357‘08( J)
_ r 15,05 P\ 9% (R YFt [ op 9P 0%
[

q>1

Afzj) Ba

. COs (qﬁﬂe (v— 9j))

; r . r O\ 9B, 0 r O\ 950 T
:A(()])ln<R )_NOMV(T_R05)+ZA((ZJ) (R) —,B4(R ) ].COS(QM(V—ej)>

g=1
(12.12)

12.1.3 Conditions de continuité du champ magnétique tangentiel H,

Maintenant que l’expression du potentiel dans la zone des aimants a été obtenue, nous appliquons les
conditions de continuité. La premiére condition que ’on se doit d’assurer concerne la continuité du champ
magnétique tangentiel en r = Ry;. Ici, contrairement & ce que nous avions imposé dans le Chapitre 8, nous
ne pouvons pas imposer directement la continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur car ’entrefer et

I’aimant sont deux milieux différents du point de vue magnétique.
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Pour les zones statoriques possédant des aimants, il est possible d’écrire,

0A; (r,v)

M, =
or =+ po

r=Rsi

7+ZAU ( ‘5.0 )

1 ro\ 9T 95505 ! 77
"R (R) i (R ) ] ~ (qﬂsﬁs (”_9”>
1 955,05~ s
( ) ] cos <qﬁs]-95 (v — 0j)>

q=1

Finalement, seule la fonction s (v) est modifiée,

Qs (v) = Z Yo, cos (nv) 4+ Iy, sin (nv) (12.13)

n>1

avec les coefficients de Fourier Y5, et I'y,,,

27
1 A
Y5, = 7/ 04, (r,v) +uoM, cos (nv) dv
7r or —R., —_——
0 ~" Aimants uniquement
N 9j+6b] s
1 Qs DA, (r,v
2T
=1 r=Ra;
J
(+1) 2 Oitheg0
1 -1V J R,
== Z ) ) 0 ;OR <<R5:> - 1) / cos (nv) dv
Jj=1 6,
Bs; g
0,48, 0. 0,48, 0.
+ Z Af;)/hqj / cos <q W& (v— Qj)> cos (nv) dv —Aag; / cos (qﬂe (v — 9j)> cos (nv) dv
q=>1 0, 651 S 0, 653- s
0;+Bs,0s
N, J
1A= ) o L
+ - Z 5 Ag . / cos (nv) dv
j=1 9J
Qn,j
0j+ﬁs s
+ ZAéj)A4qj / cos (qﬁjgs (v — Qj)> cos (nv) dv
q>1 9J J
Xg,n,j
N (j+1)
1 1-(=D""") i
= 5 | Psams > AV A0 — Magjgn,
=1 a>1
1—(-1) 1
4 (2 )) AW -+ S AD Ay g0 (12.14)
q=1

310 Theése B. Gaussens



avec

Foos 1
_ 1_ B (Rsz‘)q"°.7 ] (12.15)

et avec,

+poM, sin (nv) dv
——

27
F2n = l/ 7814] (T.’ I/)
™ —R.:
0 r=Rg;

Aimants uniquement

N J
1 & 0A;
== / ( 36(7“7 V) + /,L()M’,,> sin (nv) dv
T j=1 b, r r=Rs;
9j+/65'03
N, (j+1) 2 J
Lo (L= (=D Y) ] gy <(R) ) / .
= - = { g — Ry -] -1 sin (nv) dv
s = 2 2 R; ]
B3 v
On,j
0.7 +st 0s 6_7’ +ﬁsj 0s
+ ADNA cos | ¢ T (v—6;)) sin (nv) dv —ANog; cos | ¢ " (v—6;)) sin (nv) dv
q Maj ) J qj ) J
g1 0, 681 S 5, /st- s
N 0;+B: 0.
1 1— (-1 o1
+ p Z ( (2 y) A(()J)R—Si / sin (nv) dv
Jj=1 6,
0j+ﬂs] 05
+Z AW Ny / cos <q5:98 (v — Gj)) sin (nv) dv
g=1 0; 7
Tqn.j
N, G+1)
1 (1-(=D""") i
- ; 2 530—n,j + ZAg )Alqjo—q,n,j - AQQqu’TL,j
Jj=1 q=1
1— (1) 01 ,
L (2 ) A((J])R s+ 3 AD Nsgiogns (12.16)
st a>1

12.1.4 Conditions de continuité du potentiel-vecteur

La deuxiéme condition que ’on doit assurer concerne la continuité du potentiel-vecteur en r = Rg;. Cette

condition nous permet donc d’écrire que

Aj(r,v)|,_g., = A1 (r,v)],_p,, pourv e 16,0, + Bs,05] (12.17)

On calcule tout d’abord le terme moyen de ’expression du potentiel vecteur dans les encoches statoriques,
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(3+1) 2 J
1—(~1 - ~ , 1— (-1 : .
( ( ) ) |:Aéj) + 1o Jgo <R§e In (RS,L) _ R2‘%>:| + ( (2 ) ) |:A((J]) In (gsz) . MOMV (Rsz . Rce)

2
0j+Bs;0s
L / A (r=Rg,v)d
= T = g, V)av
/st 98 ! )
0480
1 o (Bs) ", g 0 (B "L po]
= 3.0 Z Ay B + B,/ | cos (nv) + | Cy; o + D,/ | sin(nv) p dv
Sj S ) n>1 Te Te
1 st o st "
=3 3 [A&P (g‘ ) + B a,; + |CD (g) +DD | 5, (12.18)
5578 n>1 e e
0j+,35j 0
Qpj = / cos (nv) dv
0;
_ sin (n (0, + B,05)) — sin (nb;) (12.19)
n
0;+Bs; 0
Onj = / sin (nv) dv
2
_ cos (nb;) — cos (n (6 + Bs,05)) (12.20)
n
et pour les termes harmoniques,
1—(—)Uty | Ry \ 7757 J 2R2, (R \'7%
( ( 2) ) A((]]) 1_'_52 (R> J _ /1,0 Jq 3 Rgl se (R ) J
™ 4- (q ﬂfea) (qﬁsjee) ™
J
=) [0 R\ 1
+ 9 Aq 1— 54 ..
9]'+53j 0s
2 us
v—2=0;))dv
(457 v =02)

B, 0s

S

/889‘08 TLZl

/ Aj (r = Ry, V) cos
0;

Oq,n.j (12.21)

Qgn,j+
re

R\ "
o () + D
n R n

R\ "
A ( ) + B
n R n

Te

12.1.5 Mise en forme matricielle des équations

Maintenant que les conditions de continuité du potentiel-vecteur et du champ tangentiel ont été exprimées.

Nous présenterons la mise en forme du systéme matriciel dans la suite uniquement au niveau du rayon interne

statorique Rg;.
Vn > 1, nous pouvons écrire,

Continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur en r = R;
Theése B. Gaussens
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AD (RN OBP] 1 & 1,

" Ry (Rre> R B ; ° B?)jan,j T ZA‘(I/)Alqaq)"ﬂj B A2qaqm7j
Jj=1 a1
Ns (G+1)
1 (1-(=D)"") ;
- ; Z 2 /Bgan’j + Z AEIZ)Alqjaq)nJ - A2CJjaq«,n,j
j=1 g=1
1—(—1) 1
n (2 Y) AgﬂR DAV Asg g0 (12.22)

q=>1

et donc, sous forme matricielle,

102 [4P) + 5 11 [B0] | = 151 gl Waag) [A9] + {1511 ] 5] = 1] gl e}

ST

+152] [an 3] [A5] + [81] lagun ] [Mags]) [AP] (1223)

i [A4q](j:1)

[Adqs] = | [Agg]? (12.24)

avec,

()

, N\ 975505 L
Ay @ = (qgsm {_Rl_g(ﬁ) 7oy0 } (12.25)

De la méme maniére, nous pouvons écrire Vn > 1,

Cr(zl) Rsi —n—1 D(I)
Rre Rre

1 )(]H)) (0)
= ———F—— | B3om,; + ZA(; A1gjogn; — N2qjogn,;

Jj=1 g1
(12.26)

1—(—1) 1
4! (2 1) [ 49 i S+ S A Ny
q>1

(12.27)

qui devient sous forme matricielle,

102 [0 + 5 1) [DIP] | = (31 o1 s [A9] + {1511 01 ] = 151 " ]}

+ 152 [on,i] [A5”] + [51] [0msl " [Aags] [AP] (12:28)

q

Continuité du potentiel-vecteur en r = R;; Pour Vg > 1, nous pouvons écrire,
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: Ry \%75,% J 2R2, [ Ry ‘%%
2 e (8 ] e - 2 (1))
4= (qﬁsﬂs) qﬁ%“)s)
1- (=) | Ry \ 7557 2 Ry\ ™" Ry \ ™"
i (2 Y AP 154<R > Hﬁ 7 {Z Ag)( ) + B agn;+|CF <R) + Dy | 0gn
ce Sj S ’I'L>1 re re
(12.29)
que l'on peut réécrire sous forme matricielle,
{[D5qj] [Aéj)] + [Aqu]} + [[D?w-] [A,(Jj)H =
= {lanqa)" [1D6] [AD] + BO| +[onaa)” [1D6] [ €] + D]} (12.30)
avec,
i [D7q](j=1) )
[D74) = [Dzg]” (12.31)
I [D7q](j=NS)
avec,
1 . qﬁ Bs,0s
[D7g)? = [154(2‘:;) o } ; (12.32)

Et pour le terme moyen,

2 2 2 ce

1 R\ " R\ "
_ AD () + B () L pW
stgs {Z [ Rye " " Re "

oW
n>1

=) {Aéj) + uo% <R§e In (Ry;) — Rfi)} + a-cu) [A((Jj) In (gsz) — poMy (Rs; — Rce)}

Qn,j +

om} (12.33)

qui devient sous forme matricielle,

(G+1) 2 J
1 (-1 y R?, 1 (-1 ) (R
a=E=D"7 2) ) {A(()J) +/~L0§O <R§e In (Rs;) — ;lﬂ + A=) (2 Y [A(()J) In (R) — HoMy (Rsi = Rce)}

= {lon" [106) [417] + [Bff’q wlowal” |16 [A0] + 0]

]T
= [[D8j] [Aéj)] + [As;] [[DQ,-] [Aéj)] + [A6ﬂ] (12.34)

avec
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[A6j] = 7&53' QS,LLOMD (Rsz - Rce)
Systéme matriciel final
— 7 [1d] [D1] [0] [0] —[S1] [tk il [Aani]
[0] (0] —q [1d] [D1] — (51 [oma]" [Aas]
[D2] 7 1d] [0] [0] [0]
L= [0] (0] [D2] 7 [1d] [0]
lonkil” ok (D4 [onkd”  [onkil’ [D4] — [D3yi]
[an,q,j]T [D6] [an,q,j}T [Unyq,j]T [D6] [Jnyq,j]T [0]
[ [an )" [DE] [t 51" [on,5]" [D6] [ g]" [0]
[0 [0]
[0 [0]

7+ 1] [Asgy]
[+ 1 [As;] + [1] [Aes]

(12.35)

(12.36)

(12.37)

(12.38)

(12.39)

(12.40)

Le systéme matriciel présenté ci-dessus peut finalement étre résolu sous Matlab afin de déterminer les

coefficients inconnus dans les expressions du potentiel-vecteur dans chaque zone.

12.2 Validation Eléments Finis

12.2.1 Structure MCF non-conventionnelles excitées par des aimants

Structure MCF classique a4 aimants Nous validons dans un premier temps le modéle analytique sur une

MCF 24-10 classique excitée par des aimants. Nous proposons a la Figure 12.2 la distrubution du potentiel-
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vecteur dans I’ensemble de la géomeétrie a vide (seul les aimants sont magnétisés et le courant d’induit est nul).

On peut observer que la distribution prédite analytiquement refléte trés bien les résultats obtenus par EF 2D.

0.2

8
0.15} i N
0.1 ///\\( .
0.05F 1
0 0
-0.05 Y L
N\ N _
-0.1 \\\\§ W .
~0.15 .
-8

0.2 s s s s s s
0—0.2 -0.15 -0.1 -0.05 0 0.05 0.1 0.15 0.2

(a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement avec 8s = 0.5 et 3, = 0.7

(b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF 2D avec 85 = 0.5
et Br =0.7

F1GURE 12.2: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans ’ensemble de I’entrefer double saillant avec le modeéle
analytique et EF 2D pour une structure 24 plots statoriques et 10 rotoriques & une position 6 fixe du rotor -
Brewn =04T- 8, =05-58,=07-N=100- K =Q =20 - ¢ = 5mm - A vide

Nous complétons ceci en proposant a la Figure 12.3 I’évaluation du potentiel-vecteur AV )(7" = R.,v), de
I'induction radiale B, (r = R.,v) et du champ magnétique tangentiel H,(r = R, v) le long du contour d’entrefer
avec le modéle analytique et Elements Finis 2D. Une fois de plus, malgré des champs d’entrefer trés harmoniques,
le modéle analytique arrive & prédire fidélement les distributions obtenues par EF 2D.

Nous continuons la validation en considérant le champ de réaction d’induit. L’induction rémanente B¢,
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des aimants est fixée a 0. Seule une phase de I'induit est alimentée. La distribution du potentiel-vecteur dans
I'ensemble de la géométrie est proposée a la Figure 12.4. L’évaluation du potentiel-vecteur A (r = Re,v), de
Pinduction radiale B,.(r = Re,v) et du champ magnétique tangentiel H,(r = R, v) le long du contour d’entrefer

avec le modéle analytique et Elements Finis 2D sont comparés a la Figure 12.5.

R.,v) (Wb/m)

Vector potential AU)(r

T
Position v (rad)

(a) Potentiel-vecteur AU)(r = R.,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 85 = 0.5 et 8, = 0.7

0-6 | L) |

o
N

e
e N

o
N
T

Re,v) (T)

s SN

—

Flux density B, (r
S
IS
L]

””‘””E‘”—‘7‘”””;&5;1‘1;&551“
: - 2D FE
2

0 /2 T 3n/2

Position v (rad)

T

(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : B, = 0.5 et 8, = 0.7

3x1O5 : : : :
. N
u Lol Al BV Tvs AR
S O“x'wi*;%‘f’:&j\f VA \’\ N-‘wv\r‘z“ﬁ-/\f*‘u
sl T E RhE vl
SRR !
2 ,

-3 2 ' 32 2n

T
Position v (rad)

(¢) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 8; = 0.5
et Br =0.7

FIGURE 12.3: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R.,v), de I'induction radiale B,.(r = R.,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure 24 plots statoriques et 10 rotoriques & une position 6 fixe du rotor - B,.e,, = 04T- 85 = 0.5 - 5, = 0.7
-N=100-K=Q =20-¢e=5mm - A vide
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Les distribution du potentiel-vecteur dans la géométrie sont en trés bon accord avec les distributions obtenues
par EF 2D. En ce qui concernent les distributions d’entrefer, 1a aussi, les résultats analytiques et EF 2D sont

trés proches.

Le fonctionnement en charge est présenté dans I’Annexe D. Les résultats obtenus avec le modéle analytique

restent fidéles aux simulations EF 2D.

02
0.15F — &
o S
P
0 ’//////@\ %@W a
) 7
~0.05 LS '
iR -~ o
0.1 4
~0.15} N =
02

T202 -015 -01 -0.05 0 0.05 0.1 0.15

(a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement avec 8s = 0.5 et 8, = 0.7

(b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF 2D avec 85 = 0.5
et B, =0.7

FIGURE 12.4: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans ’ensemble de ’entrefer double saillant avec le modeéle
analytique et EF 2D pour une structure 24 plots statoriques et 10 rotoriques & une position 6 fixe du rotor -
Brem = 0T- B3 = 05-06, =07-N =100 - K = Q = 20 - e = 5mm - Réaction magnétique d’induit
Nlphase = 500A.1r

318 Theése B. Gaussens



}
}

R.,v) (Wb/m)
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S osf ,"’&. g
< ! e : 1
E IR SR
g { E I é
] P R pee **.
2 4 " $ \ ;
NN YN
1o /2 T 6

Position v (rad)

(a) Potentiel-vecteur AU)(r = R.,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 85 = 0.5 et 8, = 0.7

: § 45 + 2D FE

e a é g
Il :
2 ! : g
g ” ! é S f\,\‘
T 008} h ] ST S B
= ‘*T : B ﬁ‘
2 ¥ | Y

-0-1g /2 3n/2 2n

T
Position v (rad)

(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : B, = 0.5 et 8, = 0.7

E

~

<

B

g

] e

3 vl

& I

]

z i |
_4 L i

0 /2 b 3n/2

Position v (rad)
(¢) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 8, = 0.5
et Br =0.7

FIGURE 12.5: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R.,v), de I'induction radiale B,.(r = R.,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure 24 plots statoriques et 10 rotoriques & une position 6 fixe du rotor - B,.e,, = 0T- s = 0.5 - 5, = 0.7 -
N =100 - K =@ =20 - e = 5mm - Réaction magnétique d’induit NIpnqse = 500A.1r

Structure MCF a dent de rebouclage a aimants FEnsuite, nous considérons une MCF 18-11 excitée par
des aimants. Il s’agit du pendent de la topologie & dent de rebouclage mais excitée par des aimants. Au prix de
modification au niveau de la résolution matricielle, il est possible d’étendre la méthode analytique précédente

pour les structures double saillantes & excitation statique par aimants magnétisés tangentiellement.
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Comme nous l'avons fait avec la structure MCF classique & aimants, nous proposons une validation par
comparaison avec les EF 2D. Tout d’abord & vide, nous proposons a la Figure 12.6 la distribution du potentiel-

vecteur dans la géométrie. Comme on peut ’observer, le comparatif avec les EF 2D est bon.

Nous proposons aussi un comparatif de la distribution du potentiel-vecteur AX) (r = Re,v), de l'induction
radiale B,.(r = R.,v) et du champ magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le

modéle analytique et Elements Finis 2D a la Figure 12.7. La encore le comparatif est trés bon avec les EF 2D.

0.2
— 0.01
v /)))\\\\ ////&Z = 10.005
.
Oy 10
~0.005
-0.1
~0.01
32 201 0 0.1 0.2

(a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement avec 8s = 0.5 et 8, = 0.7

(b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF 2D avec 8s = 0.5
et B, = 0.7

FIGURE 12.6: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans ’ensemble de I’entrefer double saillant avec le modeéle
analytique et EF 2D pour une structure MCF & dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) & une
position 6 fixe du rotor - B¢y = 0.47T- 8, =05-8,=07-N=100- K =Q =20 - e =5mm
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(a) Potentiel-vecteur AU)(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 85, = 0.5 et
Br =0.7
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o

/ % ]
SO i
1 + 2D FE
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Position v (rad)

Flux density B.(r = R.,v) (T)

(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 8; = 0.5 et
r = 0.7

2 ! ! .

1 * 2DFE

-
)
L]

—_

I
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I
I
o

Magnetic field H,(r = R.,v) (A/m)
|
—_ o

|
-
(6}

b
Position v (rad)
(c) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D :
Bs =0.5¢et B =0.7

FIGURE 12.7: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R,,v), de I'induction radiale B,.(r = R.,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure MCF & dent de rebouclage 18 plots statoriques et 11 rotoriques & une position 6 fixe du rotor -
Brem =04T- s =05-6,=07-N=100- K =Q =20 - e =5mm

Nous effectuons la méme comparaison dans le cas de la réaction magnétique d’induit. L’induction rémanente
est fixée & 0 et on alimente seulement une phase. On considére toujours la structure MCF 18-11. Nous proposons

a la Figure 12.8 la distribution du potentiel-vecteur dans ’ensemble de la géométrie. Le modéle analytique est
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capable de prédire fidélement la distribution de A.
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FIGURE 12.8: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans I’ensemble de Pentrefer double saillant avec le modéle
analytique et EF 2D pour une structure MCF & dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) a
une position 6 fixe du rotor - B¢, = 07T- s, =05- 5, =0.7- N =100 - K = @Q = 20 - ¢ = 5mm - Réaction
magnétique d’induit Nlppese = 375A.T = tr

Pour valider un peu plus le modéle, nous proposons la distribution du potentiel-vecteur A (r = Re,v), de
I'induction radiale B, (r = R.,v) et du champ magnétique tangentiel H,(r = R, v) le long du contour d’entrefer
a la Figure 12.9.

En Annexe D, nous proposons les distributions du potentiel-vecteur en charge pour cette structure MCF
18-11 & dent de rebouclage.
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Br =0.7

0.15

0.1

0.05

-0.05

-0.1

Flux density B,.(r = R.,v) (T)

—0.15 Analytical

| _+ 2DFE
3n/2 2n

025 /2 T

Position v (rad)

(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D : 8; = 0.5 et
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(c) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée analytiquement et par EF 2D :
Bs =0.5¢et B =0.7

FIGURE 12.9: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R,,v), de I'induction radiale B,.(r = R,,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure MCF & dent de rebouclage 18 plots statoriques et 11 rotoriques & une position 6 fixe du rotor -
Brem = 0T- B = 05- 3, =07-N =100 - K = @ = 20 - e = 5mm - Réaction magnétique d’induit
Nlphase = 3T5AT =tr

Maintenant que les champs d’entrefer ont été validés, il est possible de déterminer, par l'intermédiaire du
modéle analytique, le flux par phase ou encore le couple électromagnétique. Pour des raisons de synthése, nous

ne présenterons pas ces résultats.
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12.2.2 Structure MCF hybride a dent de rebouclage

Nous terminerons ce chapitre en démontrant que le modéle développé peut étre utilisé afin de déterminer
les performances électromagnétiques de structures MCF hybrides. Bien évidemment, ce modéle, compte tenu
de ’hypothése de linéarité du matériaux magnétiques, ne peut étre utilisé pour des structures MCF hybrides
telle que celle présentée au Chapitre 2. En revanche, il est tout & fait possible d’utiliser ce modéle dans le cas
de la structure MCF hybride & dent de rebouclage ou E-Core (cf. Chapitre 4).

35
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FIGURE 12.10: Evaluation du couple instantané calculé analytiquement et par EF 2D pour une structure MCF
a dent de rebouclage doublement excitée 18 plots statoriques et un nombre différent de dents rotoriques -
Brem, =04T- 3, =05-5,=0.7- N =100- K = Q = 20 - e = 5mm - Charge N I,hqse = 500A.tr et différents
N-[eacc
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Nous présenterons dans cette section uniquement un comparatif entre le couple instantané calculé analyti-
quement et par EF 2D. Ce comparatif est proposé a la Figure 12.10. Nous considérons deux rotors, un avec 11
dents et le second avec 13 dents. Nous évaluons le couple pour différentes valeurs de la force magnétomotrice
d’excitation N1.,..

Comme on peut le voir, le modéle analytique arrive & prédire fidélement le couple moyen et 1’ondulation de
couple quelque soit la valeur de N1.,.. Il est intéressant de remarquer aussi que dans le cas de la structure avec
un rotor de 11 dents, la variation du couple moyenne en fonction de N1, est beaucoup plus faible que dans le

cas du rotor avec 13 dents.

Conclusion

Dans ce 12°™¢ chapitre, nous proposons une extension au modéle de Chapitre 8 afin d’étendre la modélisation
aux structures aimantées (excitation statique toujours). Ce modéle va servir de base a I’approche par exploration
topologique présentée au chapitre suivant.

Une fois le modéle mis en ceuvre, nous 'avons validé par comparaisons avec les EF 2D sur des structures a
commutation de flux classique et non-conventionnelle & aimants. Nous avons profité de I’occasion pour étendre la
validation & des structures double excitation & commutation de flux. Nous avons pu montrer que le modéle était
capable de prédire fidélement le couple instantané pour différents niveaux d’excitation et différentes combinaisons
stator-rotor.

La mise en équation de ce modéle nous permet une trés grande flexibilité. Cette liberté sera exploitée au
travers d’une nouvelle approche d’exploration topologique présentée dans le prochain chapitre.
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13

Introduction a la notion d’exploration topologique de structures

électromagnétiques sur la base de modéles formels

Introduction

Bien souvent, les modélisations formelles sont utilisées afin de déterminer les performances électromagné-
tiques d’une topologie de machine donnée. Nous avons pu d’ailleurs montrer dans le Chapitre 11 que ce type
de modélisation était particuliérement intéressant en le couplant & un algorithme d’optimisation stochastique.
D’autres utilisations de ces modéles sont possibles. On peut penser par exemple & la prédiction du bruit d’origine
magnétique ou 'utilisation de modéle analytique est trés avantageux. Nous avons montré dans le Chapitre 10
que l'on pouvait déterminer le champ dans les parties ferromagnétiques de ces structures sur la base de mo-
déles formels. 11 s’agit bien évidemment de problématiques fortement liées aux dimensionnements des machines
électriques.

L’idée détaillée dans ce chapitre est de proposer une nouvelle approche & la génération de structures :
’exploration topologique. Ce chapitre se veut court et fera office de perspective & donner au travail de cette
thése.

13.1 L’exploration topologique : Qu’es aquo ?

La notion d’exploration topologique doit étre dissociée du terme d’optimisation topologique. En effet, quand
on parle d’optimisation topologique, il s’agit de modifier les dimensions géométriques de la structure existante
et fonctionnelle. On peut citer les références [222][221] qui traitent d’optimisation topologique.

Au contraire, le terme d’exploration topologique fait référence a 'investigation de structures ignorées a priori
afin de voir si elles sont capables de générer du couple. La question qu’il convient de se poser est la suivante :
Comment révéler des structures ignorées ?

C’est & ce point qu’intervient la modélisation analytique formelle que nous avons développée dans le chapitre
précédent. En effet, nous avons démontré la validité du modeéle analytique pour prédire les performances élec-
tromagnétiques de structures MCF non-conventionnelles & aimants et hybrides. Nous avons généralisé le modéle

afin de pouvoir déterminer les performances de structures quelconques.

13.2 Modéle formel généralisé pour les structures & excitation sta-

tiques 4 aimants

Dans cette section, nous ne présenterons pas directement le modéle généralisé en soit car il s’agit simplement
de modifier les conditions aux limites portant sur la continuité du potentiel-vecteur A et sur la continuité du

champ magnétique tangentiel H, dans la résolution numérique.
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FIGURE 13.1: Géométrie génélarisée & excitation statique & aimants

Sur la Figure 13.1, nous présentons une vue d’une géométrie généralisée. Nous considérons un rotor saillant
avec N,. dents. Le stator est quant & lui défini par N, zones. Ces zones qui peuvent étre aléatoirement un aimant
magnétisé radialement, l'orientation de la magnétisation positive ou négative restant & définir, ou alors une
encoche avec un bobinage double couche. Comme le souligne la Figure 13.1, il y a trois zones non définies. On

pourrait choisir de méme un aimant ou une encoche d’induit.

13.3 Démarche d’exploration topologique

La démarche que nous avons mise en oeuvre est résumée dans l'organigramme de la Figure 13.2. L’organi-
gramme est constitué de 3 étapes principales :
— Premiérement, la détermination des éléments constituant la géomeétrie ;
— Ensuite, la définition de la distribution spatiale de ces éléments : typiquement, la distribution des sources
de champ magnétique;
— Enfin, Iévaluation des performances électromagnétiques et confrontation & certains critéres de viabilité
que nous définirons par la suite.
La détermination des éléments constiuant la géométrie se base sur des tirages aléatoires qui sont décrits ci-apreés :
— Détermination aléatoire du nombre de dents rotoriques NN,.. Cette valeur est comprise entre 1 et 30.
— Détermination aléatoire du nombre de dents statoriques N,. Cette valeur, comprise entre 5 et 50, doit étre
paire absolument.
— Détermination du nombre de motifs au stator Ny, ¢. Nous définissons comme étant un motif un répétition
réguliére d’une alternance bien définie d’aimants. Cette répétition se fera Ny,q; r-fois. La valeur de Nyorif
ne peut étre égale ni & 1, ni & N;.
— Détermination du nombre de zones aimantées Ngjmant- Il y @ un critére qui impose que le nombre d’aimants
par motif soit entier.
— Détermination du nombre de bobines dans le stator Nyopines- Cette valeur doit étre divible par 3 car nous

considérerons des structures triphasées.
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Une fois que l'on a défini ’ensemble des éléments qui constituerons la future géométrie, nous devons définir
une distribution spatiale pour ’ensemble des sources. Nous ferons 'hypothése que la distribution des aimants
est symétrique. La périodicité correspondra au nombre de motif (27/Ny,opir-périodiques si Nyyorip pairs et
7/ Nmotif-périodiques si Np,ori ¢ impairs).

Au contraire aucune hypothése ne sera faite concernant la distribution des bobinages d’induit.

Un tirage aléatoire permettra de définir la distribution des aimants dans un motif. L’aimantation des zones
d’aimants sera alternée. Ensuite, un second tirage aléatoire permet de définir la distribution du bobinage triphasé
dans les zones encoches vacantes.

La 3°m€¢ et derniére étape sera d’évaluer le couple instantané pour déterminer sa valeur moyenne et son
ondulation. Nous confronterons ensuite ces deux valeurs & des critéres de viabilité. Si les critéres sont valides,

nous conserverons la géométrie.

13.3.1 Critéres de viabilité des structures

Afin d’estimer si une géométrie est intéressante du point de vue de la conversion d’énergie, il a fallu définir
des critéres de viabilité. Ces critéres sont au nombre de deux et sont définis par la suite :

— un couple moyen C, supérieur & 1N.m;

Mmoy

— une ondulation de couple inférieure & 100%. L’ondulation de couple est définie comme,

AC,, = maz (Cem,) — min (Cep,) 100 (13.1)

Cemnloy

Différents paramétres, géométriques et d’alimentation ont été fixés afin de limiter le temps de simulation et
d’explorer le maximum de configurations. Tout ces paramétres sont présentés dans la Tableau 13.1.

’ Variables fixées \ Intervalle ‘
Ouverture relative des encoches statoriques [ 0.5
Ouverture relative des encoches rotoriques 3, 0.7

Hauteur de ’encoche statorique H,, 20mm

Hauteur de ’encoche rotorique He, 30mm
Entrefer e amm

Longueur active L ¢, 45mm

Diameétre externe D, 360mm
Induction rémanente B, 04T
Ampeéres.tour de phase NI, 800

Angle de charge ¢ 0

TABLE 13.1: Variables fixées lors de la procédure d’exploration topologique

On remarquera notamment que ’angle de charge est considéré fixe. Afin d’évaluer le couple instantané, nous
considérons 36 positions rotoriques. Nous considérons 100 harmoniques d’entrefer et 20 harmoniques d’encoche

dans le modéle formel.

13.4 Résultats et analyses

La procédure d’exploration topologique a tourné pendant de longs mois. Au final, prés de 2.5 millions de
topologies répondant aux contraintes de faisabilité ont été testées. Seulement 12000 structures répondaient aux
critéres de viabilité que I'on présentait juste avant. Cela représente moins de 0.5% de I’ensemble des structures
testées.

A la Figure 13.3.(a), nous présentons la distribution des topologies qui respectent les critéres de viabilité.
Nous proposons aussi les distributions du nombre de machines en fonction du couple moyen et de I’ondulation
du couple respectivement aux Figures 13.3.(b) et (c). Il faut noter que la majorité des structures posséde un

couple moyen proche de 3 — 4N.m pour une ondulation de couple proche des 90%.
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FIGURE 13.3: Distribution des topologies respectant les critéres de viabilité

11 est difficile de présenter ces 12000 structures. Nous avons donc fait le choix d’en sélectionner quelques
unes afin de montrer la fonctionnalité de I’approche. Nous avons choisi une structure avec trés faible ondulation
de couple (Machine A), une seconde structure avec le couple maximum (Machine B) et enfin une structure
intermédiaire (Machine C).

Sur la Figure 13.4, les géométries de ces trois structures sont présentées. On reconnaitra la structure MCF
classique 24-14 (Machine B). Les deux autres topologies sont complétement innovantes et & notre connaissance
jamais présentées. C’est bien 1a que réside 'intérét de cette nouvelle approche, dans sa capacité a explorer des
géométries nouvelles que le concepteur de machines électriques n’auraient pas eu l'idée ou tout simplement le
temps matériel. Le couple instantané de ces structures est proposé a la Figure 13.4.(d).

Nous continuons ’explotation des résultats en proposant la distribution des machines suivant le nombre
d’aimants, le nombre de zones statoriques Ny et le nombre de dents rotoriques N,., respectivement aux Figures
13.5.(a), (b) et (c). On peut remarquer que beaucoup de structures possédant 6k aimants respectent les critéres
de viabilité.

Concernant le nombre de zones statoriques, les structures avec Ng = 4k sont les plus représentés dans cette
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FIGURE 13.4: Géométrie des machines A, B et C (a)(b)(c) et I’évolution du couple instantané (d)
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distribution. Les structures avec Ny, = 36 et 48 sortent du lot assez nettement.

Enfin, la distribution des machines suivant le nombre de dents rotoriques NV, montrent que les structures

possédant NV, impair sont les plus représentées.

13.5 Perspectives de approche par exploration topologique

L’objectif premier de ce chapitre était de présenter la notion d’exploration topologique sur la base de modéles

formels. Au travers des résultats présentés ci-avant, nous avons pu démontrer la validité de I’approche et surtout

son potentiel.

De nombreuses perspectives se présentent pour exploiter encore ce modéle :

— Tout d’abord, I'angle de charge a été fixé. Il faudra déterminer pour chacune des structures ’angle de

charge optimal qui maximise le couple moyen.

— A la suite de cette étape, les structures les plus prometteuses devront étre comparées entre elles en utilisant

la méthodologie d’optimisation décrite au Chapitre 12.
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Conclusion générale

Ce mémoire de these s’est articulé autour de la modélisation de structures électromagnétiques non-conventionnelles.
Afin de tirer un bilan des travaux réalisés, nous proposons de scinder cette conclusion en deux parties. Tout
d’abord, nous essayerons de faire une synthése des différents chapitres en mettant en évidence ’originalité du

travail. Ensuite, une deuxiéme partie sera consacrée aux perspectives a court et moyen termes.

Synthése des travaux réalisés

Nous détaillons ci-aprés ’apport de chacun des chapitres que nous avons proposé dans ce mémoire.

Tout d’abord le Chapitre 1, ot nous avons proposé un état de I’art des structures permettant un controle
du flux d’excitation. La classification que nous avons proposée repose sur la distribution des sources de champ
magnétique dans les diverses structures. Cela a permis d’identifier plus facilement les éventuelles structures
candidates a I’application « Alternateur DC ».

Le second chapitre était dédié a I’étude d’une premiére structure de machine & commutation de flux hybride
paralléle. Nous nous sommes particuliérement intéressés au principe de fonctionnement de cette structure,
notamment & travers I’étude de la combinaison des sources de champ au niveau du stator. Cette étude a été
complétée par une validation expérimentale des performances & vide. Les premiers comparatifs ont mis en
évidence la nécessité d’une étude approfondie sur l'influence des caractéristiques B(H) sur les simulations EF
2D. A travers différentes approches, nous avons pu isoler plusieurs facteurs influents. Tout d’abord, la forte
sensibilité des résultats face & la caractérisation du matériau sous fort champ nous a amené & déterminer
expérimentalement la caractéristique B(H) pour des champs magnétiques atteignant 400004 /m. Cette étude a
permis de mettre en évidence la combinaison complexe des sources au niveau du stator, notamment en raison du
phénomeéne de saturation. Cela a fait ressortir I'importance ou l'intérét d’utiliser un algorithme d’optimisation
lors de la phase de dimensionnement.

Dans le Chapitre 3, la modélisation des performances en générateur DC a été abordée. Deux approches
différentes ont été détaillées. La premiére approche de modélisation se base sur la méthode du ler harmonique.
Nous avons pu valider I'approche sur plusieurs prototypes. Le principal défaut de cette méthode repose sur le
fait que le niveau de pertes fer ne peu étre prédit. La seconde approche repose sur un couplage circuit — EF 2D.
L4, le niveau de pertes fer peut-étre prédit, cela étant cette méthode n’est pas cohérente au niveau du temps de
calcul avec les multiples évaluations de modéle que requiérent les procédures d’optimisation. Finalement, nous
avons proposé une méthode originale de compensation synchrone afin d’augmenter la puissance convertible des
structures MCF hybrides débitant sur pont de diodes. Les résultats expérimentaux ont montré que ’on pouvait
plus que doubler la puissance électrique convertie (sur certains points de fonctionnement).

A la suite, nous avons proposé au Chapitre 4 une nouvelle structure MCF hybride avec bobinages d’excitation

internes. Afin de bien mettre en évidence ’aspect novateur de cette machine, nous avons proposé un état de I’art
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des structures MCF a double excitation. Cette structure, atypique, permet d’atteindre le flux maximum sans
courant d’excitation, ’action des bobinages d’excitation ne permettant que de réduire le flux d’excitation. Nous
avons pu montrer que cet effet était du & deux composantes homopolaires de polarités différentes venant agir
sur deux bobines adjacentes appartenant a la méme phase. Ces effets combinés permettent alors de controler le
flux d’excitation. Une approche qualitative des performances de cette structure MCF hybride comparativement
& une structure MCF excitée a été proposée lors de ce chapitre. Ce fut 'occasion de montrer ’influence du
bobinage d’excitation sur les performances électromagnétiques au travers d’un coefficient d’hybridation. Nous
avons pu aussi démontrer que cette structure pouvait étre classifiée comme double excitation paralléle ou série
suivant la combinaison entre le nombre de dents stator et rotor. Finalement, un prototype a été réalisé afin
de valider le principe de fonctionnement et une premiére partie des résultats expérimentaux a été détaillée.
Nous avons pu aussi explorer 'influence du nombre de dents rotoriques expérimentalement, notamment sur les
performances en défluxage.

Le Chapitre 5 vient conclure cette 1°7¢ partie. Nous avons proposé une étude des performances optimales des
deux précédentes structures MCF hybrides en utilisant un algorithme génétique NSGA-II. A partir d’un cahier
des charges, nous avons choisi deux fonctions objectifs & minimiser : les pertes Joule et le coit matiére de la
solution. Différentes études sont proposées sur la base du modéle 1¢” harmonique. Le comparatif entre les deux
structures MCF hybrides a fait apparaitre clairement que chacune des structures pouvait étre intéressante en
fonction de 'application visée. Dans le cadre d’une application faible coiit, la structure MCF hybride paralléle
semble étre la plus intéressante. Au contraire, pour une application avec un rendement élevé, la structure MCF
hybride avec bobinages d’excitation internes apparait comme plus prometteuse, grace aux faibles pertes Joule
A puissance maximale.

Le Chapitre 6 est le chapitre introductif de la seconde partie de ce manuscrit. Cette partie étant dédiée
a la modélisation analytique de structures MCF, nous proposons un état de l’art des approches analytiques
permettant de modéliser le champ d’entrefer dans des structures avec saillance. Nous profitons aussi de ce
chapitre pour présenter ’ensemble des structures & commutation de flux que nous avons pu relever dans la
littérature.

Dans le Chapitre 7, nous proposons une premiére approche analytique basée sur les fonctions de perméance
pour des structures MCF excitées par des bobinages DC. Différentes approches ont été proposées afin de dé-
terminer la perméance d’encoche, soit en considérant des lignes de champs idéales, soit de maniére formelle
par résolution des équations de Maxwell. Par I'intermédiaire de cette premiére approche analytique, nous avons
pu mettre en évidence que certaines structures étaient plus intéressantes que d’autres en terme de conversion
d’énergie. L’influence de la combinaison stator-rotor sur le bobinage (simple ou double couche) fat particu-
liérement explorée et systématiquement validée par EF 2D que ce soit & vide ou pour le champ de réaction
d’induit. La détermination des grandeurs intégrales telles que le flux & vide ou encore les forces magnétiques
d’entrefer ont été proposées. Une validation expérimentale des performances & vide est venue compléter cette
étude, démontrant une trés bonne précision (hors saturation).

Le Chapitre 8 s’inscrit dans la lignée du chapitre précédent mais avec pour objectif de plus généraliser I’ap-
proche de modélisation. Une résolution formelle des équations de Maxwell pour une structure double saillance
excitées par un bobinage DC statique est détaillée. La encore de nombreuses validations par 'intermédiaire des
EF 2D sont proposées que ce soit sur le champ d’entrefer, le flux de phase ou encore le couple électromagné-
tique instantané. Nous avons pu démontrer le caractére général de ce modéle en déterminant les performances
électromagnétiques d’une structure MCF non-conventionnelle & dent de rebouclage sans aucune modification
complexe du modéle.

Dans le Chapitre 9, nous avons souhaité faire état d’'une observation particuliérement intéressante sur ces
structures & commutation de flux. En effet, nous avons pu démontrer que certains harmoniques du champ
d’entrefer étaient fixes. C’est d’ailleurs pour cela que nous avons introduit le terme de machine synchrone &
champ tournant & fréquence nulle, en opposition aux machines synchrones classiques & champ tournant. En
poursuivant cette étude, toujours par le biais du modéle analytique formel, nous avons pu montrer que ces

mémes rangs étaient responsables de la création de couple utile dans les structures & commutation de flux. Ce
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chapitre est d’ailleurs en partie responsable de 'initiative menée au Chapitre 13 sous I"approche par exploration
topologique.

Le Chapitre 10 a permis de développer des techniques de modélisation analytique du champ dans les parties
ferromagnétiques de structures complexes telle que la machine & commutation de flux. L’approche que nous avons
développée nous a permis de déterminer le champ magnétique de maniére précise malgré des loci d’induction
trés complexes. Surtout, nous avons pu tenir compte du caractére bidirectionnel du champ dans les culasses, ou
encore des fuites d’encoches. Diverses comparaisons avec les EF 2D ont permis de valider ’approche. Ce modéle
du champ magnétique dans les culasses a ensuite permis de calibrer un modéle de pertes fer a partir de résultats
expérimentaux.

Le Chapitre 11 vient conclure la Partie I1 par une étude sur les performances optimales de ces structures
MCF classiques excitées par des bobinages DC. La , nous nous sommes éloignés du contexte industriel fixé
dans le Chapitre 5 en proposant une étude plus ouverte. L’algorithme d’optimisation utilisé est un algorithme
se basant sur les essaims particulaires. Les différentes études ont permis d’étudier 'influence du nombre de
dents rotoriques, du nombre de cellules de commutation, de I'ouverture des encoches — afin d’en tirer certaines
conclusions quant au dimensionnement de ces machines. Ce fut aussi l'occasion d’étudier I'influence des pertes

fer a partir du modéle calibré au Chapitre 10.

Perspectives

Parmi les perspectives & donner & ce mémoire, plusieurs études peuvent venir & ’esprit.

Tout d’abord, les Chapitres 11 et 12, qui constituent la 3¢™¢ partie de ce manuscrit, doivent étre inclus
dans les perspectives a donner & ce travail. En effet, les modélisations analytiques sont souvent utilisées pour du
pré-dimensionnement de structures électromagnétiques. L’approche d’exploration topologique essaye d’utiliser
ces techniques de modélisation & d’autres fins : la création de structures ayant une viabilité du point de vue de
la conversion de I’énergie. On pourrait imaginer étendre la méthode & des structures avec excitation tournante
au rotor.

Un second point concerne le calcul des pertes fer de maniére numérique en fonctionnement générateur.
Actuellement, un calcul post optimisation est nécessaire, mais il faudrait réfléchir a la maniére (autre que celle
que nous avons proposée) d’inclure ce calcul lors de la phase d’optimisation.

Concernant la structure MCF hybride avec bobinages d’excitation internes, la finalisation des essais en charge
est un travail que nous effectuerons & court terme une fois que le prototype sera de nouveau fonctionnel.

En conclusion du Chapitre 8, nous proposions d’autres utilisations des modéles analytiques formels, notam-
ment 'utilisation de tels modéles afin de prédire le comportement de ces machines en cas de défaut. C’est un
point sur lequel il faudrait s’investir par la suite. Nous avions aussi montré qu’il était possible de controler
les ondulations de couple par injection d’harmoniques de courant, méme si cela semble complexe & mettre en
oeuvre expérimentalement. Nous pourrions aussi utiliser ce type d’approche afin de déterminer les vibrations et
le bruit acoustique d’origine magnétique dans ces structures qui restent relativement “bruyantes”. Un travail de
thése au SATIE est d’ailleurs en cours sur cette thématique.

Il serait aussi possible de coupler ce modéle magnétique avec un modéle thermique pour tenir compte de
I’échauffement des bobinages. Cela permettrait de rajouter une contrainte additionnelle sur la température
maximale des bobinages lors de 'optimisation.

Finalement, la modélisation analytique fut au cceur de ce travail de thése. Une des principales limitations
reste la non prise en compte de la saturation. Nous avons pu montrer que cela pouvait entrainer des écarts
relativement importants avec les expérimentations. Ce sujet est & n’en pas douter une question fondamentale &

résoudre.
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Compléments au Chapitre 4 : Etude de la sensibilité a la nuance

d’aimants

A.1 Performances i vide : Influence de ’ouverture relative de la dent

rotor (3

FEM & vide (V)
Amplitude
a
g

. . . . h o
0 3 6 9 12 15 18 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14 15
Position 6 (°) Rang de I'harmonique

(a) (b)

FIGURE A.1: Evolution de la FEM (8ez. = 0A.mm™2) pour différents ratios 3 (a) et les spectres associés (b)
pour la configuration BEAm avec des aimants NdFeBr 1.157
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FIGURE A.2: Evolution de la FEM (avec,.. = 0A.mm™~2) pour différents ratios S (a) et les spectres associés
(b) pour la configuration BEAm avec des aimants NdFeBr 1.15T
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A.2 Performances en charge

A.21
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F1GURE A.3: Evolution du couple moyen (a)(c)(e) et de I'ondulation de couple (b)(d)(f) pour différentes valeurs
de la densité de courant d’excitation 6.4
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FIGURE A 4: Influence de I'ouverture relative de la dent rotor § sur le couple moyen (a)(c)(e)
controle du couple &. (b)(d)(f)

A.2.2 Fonctionnement générateur

FIGURE A.5:

= BEAm - NdFeB 1.15T -
2.75] {|===BEAm - NdFeB 1.15T —

= BEAm - NdFeB 0.6T - =0.5
= = BEAm - NdFeB 0.6T - =0.4

Puissance (W)

0 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36
Position 6 (°)

(a)

10
- = =BEAv - NdFeB 1.15T - p=0.4
1.8| ——BEAv - NdFeB 1.15T - =05 1
= = BEAV - NdFeB 0.6T - p=0.4
1.6 ——BEAv - NdFeB 0.6T - f=0.5 1
" BEAv - Ferrite 0.4T - =0.4
T4 ———BEAv - Ferrite 0.4T - $=0.5

Puissance (W)

0 3 6 9 12 15 18 21 24 27 30 33 36
Position  (°)

(b)

et cofficient de

Influence de 'ouverture relative de la dent rotor sur la puissance électrique : Configuration BEAm
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Compléments au Chapitre 8 : Mise en forme du systéme matriciel

B.1 Continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur en » = R,

Vn > 1, nous pouvons écrire,

A’E’LI) B’SLI) Rre n—1 1 NT (l)
" _Rre + Rsi (Rsz> = ;;I;Ak Alkiak,n,i

qui devient sous forme matricielle,

[ Rl [1d] [AP] + [D1] [B;DH = 1S ol [Aaia] [AF]

Te

avec,
1 R n—1
[D1] = Roi (RZ?)
1) = L
[k =
(i=1)
[ Qn11 " Onk1l - Qp K1 :| [ An11 " Qniki
|: Qp 1,N, *°° QnkN,
[ A0 ]
[Ai] = (A

[Alk](i:NT)
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(1)
Qn K,i ]

(i:NT)
Qn KN, :|

(B.3)

(B.5)

(B.6)



avec,

i . ~2k 5Ty 1
A = (k527) [RL - (%) ] (B.7)
De la méme maniére, on peut écrire Vn > 1,

o pP (Rre)””] 1 Q- (i)

n|— + = — Z Z Ak AlkiUk,n,i (B.S)
Rre Rsv Rsi ™ i=1 k>1

ce qui donne sous forme matricielle,
J| =517 1o00" w0 [ 47 (8.9

Te

{_Rl [1d] [C{P] + [D1) [ DD

avec,

[Uk,7z,i]T =

(4)
|: On,1,1 *°° Onk,1 On,K,i :|

}(izl)
On,K,N, }(i:Nr) ] (B.10)

On,K,1 |: On,1,1  *°° Onk,

[ On,1,N, On,k,N,.

B.2 Continuité de la dérivée normale du potentiel-vecteur en r = R,;

Vn > 1, nous pouvons écrire,

AS}I) Rsi —n—1 B’r(lI) 1 N, ‘
n |- ( ) + = =54 Byjang + > AV a0 — Mg, (B.11)
Rr-e R'r‘e Rsi s j:l q>1

et donc, sous forme matricielle,

} = 151 [gm]” [Aags] [AS] + {151 fons] 18] = 151 [guns]” [Aags] ) (B12)

S

{[m] [Agg >] + % [1d] [Bﬁﬁ]

(B.13)
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T
[gn,jl =
@=1) %)
[ Qp11 " Qpgl ' QpQ1 } { Anij 0 Ongj **° QnQj ]
(j:Ns)
|: Qp 1,N, *°° QpgqN, " 0OnQN, :| :| (B14)
- }
[Alq](j )
o] = [Asg]” (B.15)
N,
i [Alq]('j ) ]
avec,
- )
J 29579, 1
[AI‘Z](J) - qﬁ [_ Rlsi + Rte (1%2) ’ } (B.16)
1,1 [ aq,j Q1N, 1
[O‘n,j} = (B]_?)
QN1 L AN, j QpN,N, ]
[ Bsa
[B35] = : (B.18)
L B3, N,
[qu](jzl)
[Aags] = | [Agg]? (B.19)
[Azg) =
avec,
)
€) Jiq R.; \ 975,05 1
[Agg)V) = | 20— | Rsi = Fse (R;e) (B.20)
- (o5
De la méme maniére, nous pouvons écrire Vn > 1,
07(11) R ol Dg) 1 <& )
ni|— R (R ) + R.: = ; Z 53]'071,]' + ZAg)Alquq,n,j — qujaq,nyj (B.Ql)
re re S ]:1 q>1

qui devient sous forme matricielle,
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(102 [0+ i 7] [ D)) = 151 gl ) [A] + {[81) o1 8] - (51 o] sl (B2

S

T
[ognsl" =
=1 )
[ Il T el T @i } [ Onij " Ongj T OnQj }
(j=Ns)
|: On1,N, "°° OngqN, *°° OnQ,Ng } :| (B23)
I1,1 01,5 O1,Ng
ON,1 ON,j ON,N,

B.3 Continuité du potentiel-vecteur en r = R,

Pour Vk > 1, nous pouvons écrire,

2 RT'e n Rre n
=30 {Z {A;I) + B (R) ] Qk,nyi + [Cfll) + DD <R> } alm,i} (B.25)

n>1

qui devient sous forme matricielle,

(D3] [A,(j)] _

- {[an,kﬂi]T HA;”} +[D4] [B,Q”H + [onpi” Hcﬂ +[D4] [D;”H} (B.26)

B [D3k](i:1)

(D3] = (D3] (B.27)

avec,

, —2k 5T .
(Da] ) = {(ﬁ) Bryo +1]ﬂ§9 (B.28)
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[D4) = | (%) (B.29)

(i=1)
[ k11 0 Qgnal cct QN1 }
T (7)
[on k] = { Q1 0 OQkpg 0 Ok N } (B.30)
(i=N,)
[ Qg 1,N, *'* OQkgnN, °°° QkNN, ]
_ (i=1) _
[ Oki1 **° Oknil *°° OkN,1 }
T (1)
lonkil” = [ Thii o Ohmi o0 OkNi } (B.31)
(i=N,)
[ Ok1,N, *** OknN, °*°° OkNN, ]

B.4 Continuité du potentiel-vecteur en r = R,

Pour Vg > 1, nous pouvons écrire,

, R, \ 97,0 J. 2R2, [ Ry \ "%
A 1+52(R ) = pe—— 2 Rgi_(R ) ' =
se 4 — (q s ) (qﬁﬂg ) se
ﬂsj 0s 55708
2 RS' —n Rs' —n

= 5.0, ; [AK,P (R) +BD | agm; + |CL ( ) + DD 0ynj (B.32)

que l'on peut réécrire sous forme matricielle,

(D551 [AP] + [Asas]| =
= {[anqa)" [1D6] [AD] + BD] +[00,04)" [1D6] [¢] + [DD]]} (B.33)
avec,
i [D5q](j=1) T

[D5g;] = D5 (B.34)

[Dsg)V =
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avec,

; 295505 | Bs,0s
(D5 = [1+ (Fee )" } = (B.35)
[D6] = (g ) - (B.36)
i (=1)
[ Qq,1,1 Qq,n,1 Qg,N,1 }
T ()
[O‘n,q,j] = [ Qq.1,j Qq.n,j Qq,N,j } (B37)
(.j:NS)
|: anlst an7L7NS aQ»Nst :|
i (=1)
|: Gq,l,l Uq,n,l Uq,N,l ]
T (4)
lonasl” = [ 0q.14 Tqn.j Tq,N.j } (B.38)
(=N5s)
[ 0q,1,N; Oq,n,Ns 0q,N,N, }
[Asq](j:l)
[Asgi) = | [Asg]” (B.39)
L [ASq](j:N‘g) ]
avec,
J J 2 . qﬁ Bs;0s
[qu](J) _ —lto Jiq . Ri _ __2Rg, g;;) Pa; 0 5 (B.40)
- (om3m) (s757)
Finalement, on peut écrire,
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— [1d] [D1] [0] [0] — [51] [ayn,il " [Asi] [0]
[0] [0] _ﬁ [1d] [D1] - [51] [Uk,n,i]T [A1gi] [0]
I— (D2] 7 1] [0] [0] [0] —[S1] [agn]" [Argy]
[0] [0] (D2] 7 [1d] [0] —[S1] [ogm,5]" [Argy)
il lamkd” (D4 fongal” [onkal” [D4] — D3] [0]
L [O‘nyqyj]T [D6] [O‘nvqyj]T [Un,q,j]T [D6] [Un-,q,j]T [0] — [D54]
(B.41)
[0]
[0]

[S1] [aun,j] [Bs;] — [S1] [ag.m.j] " [Aogy]
[S1] [0n,5] [B35] — [S1) [Fgm,g]" [A2gs]

U= E % (B.42)

[Asq]

Theése B. Gaussens 351




352 Theése B. Gaussens



Compléments au Chapitre 8 : Validation des distributions de

champ d’entrefer par EF 2D pour des structures triphasées MCF

classiques et non-conventionnelles

C.1 Structrure 24 — 10 MCF classique
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(a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement avec
Bs = 0.5 et Br = 0.7

(b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF
2D avec s = 0.5 et B = 0.7

F1aUure C.1: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans I’ensemble de Pentrefer double saillant avec le modéle
analytique et EF 2D pour une structure MCF classique (24 plots statoriques et 10 rotoriques) & une position 6
fixe du rotor - A vide - NI, = 1200A.tr - B3 =0.5- 8, =07-N=150- K =Q =20 - e = 5mm
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(a) Potentiel-vecteur AU)(r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : s = 0.5 et 8, = 0.7
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : s = 0.5 et 8, = 0.7
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(c) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re, v) calculée ana-

lytiquement et par EF 2D : 85 = 0.5 et 8, = 0.7

FIGURE C.2: Evaluation du potentiel-vecteur A) (r = R,,v), de I'induction radiale B,(r = R,,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour
une structure MCF classique (24 plots statoriques et 10 rotoriques) & une position 6 fixe du rotor - A vide -
Nlgye = 1200A4r - B3 =05-8,=07-N=150- K =Q =20 - ¢ =5mm
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(a) Potentiel-vecteur AU) (r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : B85 = 0.5 et 8, = 0.7
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(b) Induction radiale Br(r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : 8, = 0.7 et 8, = 0.5

Magnetic field H,(r = R..v) (A/m)

-3

W
Position v (rad)
(c) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée ana-
lytiquement et par EF 2D : Bs = 0.5 et 5, = 0.7

FIGURE C.3: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R,,v), de I'induction radiale B,(r = R, v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = Re,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour
une structure MCF classique (24 plots statoriques et 10 rotoriques) & une position 6 fixe du rotor - Réaction
magnétique d’induit - NI, = 500A.tr - B3 =05- 3, =07-N=150- K=Q =20- ¢ =5mm
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(a) Potentiel-vecteur AU (r = R.,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : 55 = 0.5 et 8, = 0.7
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement (c) Champ magnétique tangentiel H, (r = R, v) calculée ana-

et par EF 2D : s = 0.5 et 5, = 0.7

lytiquement et par EF 2D : B3 = 0.5 et 5, = 0.7

FIGURE C.4: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R,,v), de I'induction radiale B,(r = R, v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une

structure MCF classique (24 plots statoriques et 10 rotoriques) a une position 6 fixe du rotor - En charge -
Ny = 1200A.tr - NI, = 500A.tr - B, =05-3,=07-N=150- K =Q =20 - e =5mm

C.2 Structrure 18 — 11 MCF a dent de rebouclage
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(a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement avec (b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF

Bs = 0.5 et Br = 0.7

2D avec Bs = 0.5 et B = 0.7

F1GURE C.5: Evaluation du potentiel-vecteur A(r,v) dans I’ensemble de lentrefer double saillant avec le modéle
analytique et EF 2D pour une structure MCF & dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) & une
position 6 fixe du rotor - A vide - NI ;. = 1200A.tr - 8, =0.5- 8, =0.7-N=150- K =Q =20 - e = 5mm
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : s = 0.5 et 8, = 0.7
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(c) Champ magnétique tangentiel H, (r = R, v) calculée ana-
lytiquement et par EF 2D : 85 = 0.5 et 8, = 0.7

F1GURE C.6: Evaluation du potentiel-vecteur A (r = R,,v), de I'induction radiale B,(r = R,,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure MCF & dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) & une position 0 fixe du rotor - A
vide - Nlgpe = 1200Atr - B3 =05-3,=07-N=150- K =Q =20 - e =5mm
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(a) Potentiel-vecteur AU (r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : s =0.5 et B = 0.7
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : B, = 0.5 et B8, = 0.7

FIGURE C.7: Evaluation du potentiel-vecteur AU)(r = R,,
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(c) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re, v) calculée ana-
lytiquement et par EF 2D : s = 0.5 et 5, = 0.7

v), de I'induction radiale B,.(r = R.,v) et du champ

magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure MCF & dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) & une position 6 fixe du rotor -
Réaction magnétique d’induit - NI, = 500A.tr - 53, =05-3,=07-N=150- K =Q =20 - ¢ =5mm
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(a) Potentiel-vecteur AU) (r = Re,v) calculée analytiquement
et par EF 2D : 55 = 0.5 et 8, = 0.7
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement (¢) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée ana-
et par EF 2D : 8, = 0.5 et 8, = 0.7 lytiquement et par EF 2D : B3 = 0.5 et 5, = 0.7

FIGURE C.8: Evaluation du potentiel-vecteur AY)(r = R, v), de I'induction radiale B,(r = R.,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modeéle analytique et EF pour une
structure MCF & dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) & une position € fixe du rotor - En
charge - N1, = 1200A.tr - NI, =500A.tr - Bs=0.5-5,=07-N=150- K =Q =20- e =5mm
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Compléments au Chapitre 12 : Validation EF 2D du modéle

analytique pour les structures aimantées

D.1 Structure MCF classique & aimants
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a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement avec Bs = 0.5 et B, = (b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF
0.7 2D avec Bs = 0.5 et B, = 0.7

FIGURE D.1: Evaluation du potentiel-vecteur A(r, ) dans 'ensemble de 'entrefer double saillant avec le modeéle
analytique et EF 2D pour une structure 24 plots statoriques et 10 rotoriques & une position 6 fixe du rotor -
Brem =04T- 8, =05- 5, =0.7- N =100 - K = Q =20 - e = 5mum - Charge Nlppqse = 500A.1r
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement

(c) Champ magnétique tangentiel H, (r = Re,v) calculée ana-
et par EF 2D : s = 0.5 et 8, = 0.7

lytiquement et par EF 2D : 85 = 0.5 et 8, = 0.7

FIGURE D.2: Evaluation du potentiel-vecteur AU)(r = R, ), de I'induction radiale B,.(r = R,,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure 24 plots statoriques et 10 rotoriques & une position 6 fixe du rotor - B,.e,, = 0.4T- 85 = 0.5 - 5, = 0.7
-N=100- K =Q =20 - e =5mm - Charge Nppsse = 500A.tr

D.2 Structure MCF & dent de rebouclage a aimants
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a) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée analytiquement avec 8s = 0.5 et 3, = (b) Potentiel-vecteur A(r,v) calculée par EF

0.7 2D avec Bs = 0.5 et B, = 0.7
FIGURE D.3: Evaluation du potentiel-vecteur A(r, ) dans 'ensemble de ’entrefer double saillant avec le modeéle
analytique et EF 2D pour une structure MCF & dent de rebouclage (18 plots statoriques et 11 rotoriques) a

une position 6 fixe du rotor - B¢y, = 04T- 55 =05- 3, =0.7- N =100 - K = Q = 20 - ¢ = 5mm - Charge
Nlphase = 370AT =tr
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(b) Induction radiale B,(r = Re,v) calculée analytiquement (c) Champ magnétique tangentiel H, (r = R, v) calculée ana-
et par EF 2D : 85 = 0.5 et 8, = 0.7 lytiquement et par EF 2D : 85 = 0.5 et £, = 0.7

FIGURE D.4: Evaluation du potentiel-vecteur AU)(r = R,, ), de I'induction radiale B,.(r = R,,v) et du champ
magnétique tangentiel H,(r = R.,v) le long du contour d’entrefer avec le modéle analytique et EF pour une
structure MCF a dent de rebouclage 18 plots statoriques et 11 rotoriques & une position 6 fixe du rotor -
Brem =04T- 8, =05- 5, =0.7- N =100 - K = Q =20 - e = 5mum - Charge Nlppese = 37T0AT = tr
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