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Résumé

Résumé

L'amélioration des performances des chaines de conversion dédiées a la récupération
d'énergie par les hydroliennes est un point particulierement important pour rendre
cette ressource économiquement attractive. La minimisation du col(t de l'énergie
produite passe nécessairement par une amélioration des performances de la chaine de
conversion électromécanique et une réduction des coflits de maintenance et de produc-
tion des éléments la constituant. Dans ce contexte particulier, les génératrices a aimants
permanents apparaissent particulierement intéressantes dans la mesure ou elles sont
bien adaptées a un fonctionnement a basse vitesse et a fort couple. Ceci permet
d'éliminer des systemes mécaniques tres complexes, encombrants et exigeants en
maintenance, tels que le multiplicateur de vitesse et/ou le systeme d'orientation des
pales. L'objectif de cette these est d’explorer un certain nombre de pistes concernant les
outils, les concepts et les regles de conception a mettre en ceuvre pour dimensionner
une génératrice associée en entrainement direct a une turbine hydrolienne a pas fixe.
Les outils mis au point dans ces travaux englobent des modeles multi-physiques intégrés
dans une démarche de conception qui se veut la plus globale possible. Cette
méthodologie tient compte de la caractéristique de la ressource (courants de marées),
de celle de la turbine (hélice), des spécifications de la génératrice a aimants permanents,
de la mise en ceuvre d’'une stratégie de pilotage associant MPPT et limitation de puis-
sance par défluxage a fort courants de marées, en plus des contraintes liées au
convertisseur. L'environnement de conception développé est basé sur un couplage des
modeles dans une procédure d'optimisation. Les résultats obtenus mettent en lumiere
les points clés associés au développement d’une telle génératrice pour un contexte hy-

drolien.

Mot clés : Conception optimale, machines a aimants permanents, machines a flux axial,
modélisation électromagnétique, modélisation thermique, modéles analytiques inverses,
énergie des courants de marées, hydroliennes, association machine/hélice, POD, Rim-Driven,
entrainement direct, turbines a pas fixe, entrainements a vitesse variable, limitation de
puissance, défluxage.



Abstract

Abstract

The improvements of marine current turbines drive train are key features to ensure
safe operation and to make tidal energy resource cost-attractive. In this context, elimi-
nating mechanical systems that demand high-level of maintenance can be an interesting
way to improve the global behavior of tidal turbines. For that purposes, the presented
studies focus on design methodologies and concepts of direct-driven generators associ-
ated with fixed-pitch turbines. The proposed designs are based on multiphysics models
of the generator that are integrated in an optimization process taking into account the
drive train environment.

For these reasons, several models have been integrated into a global design strategy
in order to find solutions that improve marine current turbines performances. This
strategy is based on the use of an optimization process that combines electromagnetic
model, thermal model, turbine performances model, and tidal resource velocity profile.
This methodology integrates also an efficient control strategy based on a maximum
power point tracking (MPPT) approach at low tidal speed and a flux-weakening power
limitation control at high tidal speed. This control at high tidal velocities is in this work
achieved by considering only the generator electrical control without using blade pitch-
ing systems. The obtained results highlight trends that could lead to an improvement of
the design and they help designers to set relevant technological choices in order to en-
sure significant cost reduction and highly improve the reliability of marine current tur-
bines.

Keywords : Optimal design, permanent magnets generators, axial flux machines,
electromagnetic models, analytical models, thermal modeling, tidal energy, marine current
turbines, generator/turbine association, POD, Rim-Driven, direct-drive, fixed-pitch turbines,
variable speed drive, flux-weakening, power leveling.
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AP
EF2D
EF3D
MFADS
MPPT

POD

RFPM
Rim-Driven
SHOM
SMC

TSR

AL

Aslo't

Bgmux
B;
B,

Bsat_dent

Bsat_culasse

Hcmax

Aimants Permanents

Eléments finis 2D

Eléments finis 3D

Machine a Aimants Permanents a Flux Axial a Double Stator

Maximum Power Point Tracking (stratégie de contrdle par la poursuite du point de fonctionne-
ment a puissance maximale)

Machine électrique logée dans une nacelle

Machine a Flux Radial a Aimants Permanents

Machine électrique disposée sur la périphérie des pales et directement entrainée par les pales
Service Hydrographique et Océanographique de la Marine

Matériau ferromagnétique composite

Tip-speed-ratio (rapport entre la vitesse périphérique d’une turbine et la vitesse de I'eau de
mer)

Symboles utilisés pour le modeéle électromagnétique

densité de courant linéique au stator, définie au rayon moyen pour la machine
a flux axial (elle est définie au rayon d’alésage pour la machine a flux radial)
section d’une encoche

(Aeg/m)
(
induction maximale au dessus d’un aimant (T
(
(

3N

valeur créte du fondamental de I'induction d’entrefer a vide
induction rémanente dans les aimants
valeur de I'induction dans les toles magnétiques des dents pour laquelle apparait

=
J4d4d

un début de saturation (T)
valeur de I'induction dans les téles magnétiques des culasses pour laquelle apparait

un début de saturation (T)
induction caractéristique des toles ferromagnétiques a la fréquence f, (T)
coefficient d'inductance d’entrefer (H)

coefficient d’inductances de fuites dans les encoches

coefficient d’inductances de fuites dans les tétes de bobines

(

(
diametre magnétique moyen pour la machine a flux axial (
diametre d’alésage pour les machines a flux radial (
matrice fonction densité de bobinage (
taux d’écart entre les calculs de flux par les éléments finis 3D et 2D (%)
valeur efficace du 1" harmonique de la force électromotrice de phase (
fréquence électrique des courants (vue par les toles magnétiques) (
fréquence électrique caractéristique des téles magnétiques (
facteur de puissance au point de fonctionnement nominal (
champ coercitif des aimants (
champ magnétique maximal de désaimantation dans les aimants en régime
défluxé (W=-m/2) et pour des courants de phases crétes (A/m)
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M iron_culasse

Miron_dents

M
m

N slot
ncd
p

P Fe

P Fe0

P Fe_tot
P Fe_dents
P Fe_culasse

P J_tot

rs

S Cu_slot
S pp
<Ten>

VCu_ tot
Vv

épaisseur de la culasse rotorique pour les machines a flux radial
épaisseur de la culasse statorique pour les machines a flux radial
hauteur de la dent ou profondeur de I'encoche de la machine a flux radial
distante entre les aimants et les becs de dents statoriques
épaisseur des aimants pour les machines a flux radial

hauteur des becs de dents pour les machines a flux radial
entrefer magnétique homogénéisé pour la machine a flux radial
courant efficace de phase

courant maximal en régime nominal (en valeur efficace)

densité de courant efficace dans les conducteurs

coefficient de bobinage au 1" harmonique

rapport entre la valeur de I'entrefer aimant/stator et le diamétre de la machine

(diametre moyen pour la machine a flux axial, et diamétre d’alésage pour la
machine a flux radial)

coefficient de carter (correction des effets d’ouverture des encoches sur
I'induction d’entrefer)

coefficient de remplissage des encoches

coefficient de surintensité des courants de phases

longueur active de la machine a flux radial

largeur de I'isthme d’encoche définie au rayon moyen pour les machines a flux axial

matrice des inductances d’entrefer

matrice des inductances de fuites d’encoches

matrice des inductances de fuites dans les tétes de bobines
matrice des inductances de phases

inductance propre d’une phase

inductance synchrone de phase (inductance cyclique)

longueur totale du cuivre actif (longueur cumulée de I'ensemble des conducteurs

actifs d’'une phase)

longueur totale des conducteurs dans les tétes de bobines (longueur cumulée

de I'ensemble des conducteurs dans les tétes de bobines d’une phase)
masse totale de la culasse statorique

masse totale des dents

mutuelles inductances entre les phases statoriques

nombre de phases de la machine

nombre d’encoches total sur le stator d’'une machine

nombre de conducteurs en série dans une encoche

nombre de paires de poles

densité massique des pertes fer

densité massique des pertes fer dans les toles magnétiques a la fréquence f,

et a I'induction By,

pertes fer totales dans la machine

pertes fer totales dans les dents

pertes fer totales dans la culasse statorique de la machine
pertes Joule totales dans la machine

rayon magnétique moyen pour les machines a flux axial
rayon d’alésage des machines a flux radial

rayon magnétique externe de la machine

rayon magnétique interne de la machine

rayon de la jante a la périphérie des pales

résistance électrique du cuivre actif

résistance électrique du cuivre dans les tétes de bobines
résistance électrique d’une phase

section du cuivre par encoche

nombre d’encoches par péle et par phase

couple électromagnétique moyen

volume de cuivre total au stator

tension simple de phase en valeur efficace
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Zm_hom

Zrésinefstator

Zrésinejotor

P
B

AR
ARJ
3
Nelec
Ho
HMrm
/'lrjer

P ouv_slot

Pcu
T

Ts
T
Per 20

Persp
W
Q

a

c

D tuyére

€iso
h conv

hext

I ew

Ly

M dent

M culasse_dent
M culasse_slot
Nu

Nuext
Nuent

Pheat

matrice fonction de bobinage

épaisseur de la culasse statorique des machines a flux axial

hauteur des dents ou profondeur d’encoches des machines a flux axial

distance entre les aimants et les becs de dents statoriques pour les machines a flux
axial

entrefer additionnel d’homogénéisation (Carter)

entrefer aimant/stator homogénéisé (addition d’un Carter)

entrefer rotor/stator (distance entre I'isolant statorique et rotorique)

épaisseur des aimants pour les machines a flux axial

hauteurs des becs de dents pour les machines a flux axial

entrefer magnétique défini comme la distance entre la culasse rotorique et les becs
de dents statoriques

entrefer magnétique homogénéisé (prise en compte d’un carter)

épaisseur de l'isolant revétant les parties actives du coté statorique dans I'entrefer
épaisseur de l'isolant revétant les parties actives du coté rotorique dans I’entrefer
ouverture relative des aimants par rapport a la largeur de pole, définie au rayon
moyen pour les machines a flux axial

ouverture relative des dents par rapport au pas d’encoches, définie au rayon moyen

pour les machines a flux axial

longueur active des machines a flux axial

épaisseur de la jante disposée sur la périphérie des pales (cas d’un Rim-Driven)
facteur de correction des fuites de flux 3D, aux extrémités des aimants

rendement électrique de la génératrice

perméabilité magnétique du vide

perméabilité magnétique relative des aimants

perméabilité magnétique relative du fer (t6les magnétiques)

ouverture relative des encoches (rapport entre la largeur de I'isthme et la largeur
d’encoche)

résistivité électrique du cuivre a 30°C

largeur de pole

largeur d’un pas d’encoche

ouverture angulaire du pole

flux créte sous pole calculé par élément finis 2D

flux créte sous pole calculé par élément finis 3D

déphasage entre la force électromotrice (f.e.m) et le courant de la phase
vitesse de rotation mécanique de la génératrice

Symboles utilisés pour le modeéle thermique

diffusivité thermique a 30°C

capacité thermique massique a pression constante

diametre de la tuyére dans laquelle sont logées les parties actives de la machine
a flux axial

épaisseur du tissus isolant recouvrant le bobinage dans I'encoche

coefficient de convection thermique sur la paroi d’'un matériau donné
coefficient de convection forcée sur la paroi de la carene (milieu externe)
longueur des tétes de bobines

épaisseur d’un matériau donné sujet a une conduction thermique

masse d’une dent au stator

masse de la portion de culasse au dessus d’une dent

masse de la portion de culasse au dessus d’une encoche

nombre de Nusselt moyen sur une paroi de convection donnée

nombre de Nusselt moyen sur la paroi de la caréne

nombre de Nusselt moyen sur la paroi convective d’un stator du coté de I'entrefer
dissipation thermique dans un matériau donné
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PFe_dent
Pr

P slot

P Fe_culasse_dent

P Fe_culasse_slot

Rlz
RZZ

R 3z

Rconv
Rcond

RCOH tact

R Cu
R iron
R iso

R ct_iso/iron

Rcthu

R ct_iron

Re
le
ri

Fcontact

Scanv

Scand
Scontact

Ti

Te

VCu/sIot
Vdent
chlasse_dent

chlasse_s/ot
Vn

Ve
7\4cond
7\'eau
Aeg
}\«iso
Uc
Ud
Peau
pv_iron
@,
@.

Ccopper
Ciron

pertes fer dans une dent au stator

nombre de Prandlt

pertes Joule dans une encoche

pertes fer dans la portion de culasse statorique au dessus d’une dent
pertes fer dans la portion de culasse statorique au dessus d’une encoche
résistance thermique de la partie supérieure d’'un schéma en T modélisant
le transfert thermique d’un matériau donné selon la direction axial
résistance thermique de la partie inferieure d’'un schéma en T modélisant
le transfert thermique d’un matériau donné selon la direction axial
résistance thermique de contact du schéma en T modélisant

le transfert thermique d’un matériau donné selon la direction axial
résistance thermique de convection sur la paroi d’un matériau donné
résistance thermique de conduction d’un matériau donné

résistance thermique de contact entre deux matériaux solides (surface de contact
définie)

résistance thermique orthoradiale du cuivre dans une encoche

résistance thermique orthoradiale du fer dans la dent

résistance thermique de I'isolant séparant le bobinage des parois de
I’encoche

résistance thermique de contact entre I'isolant et le fer

résistance thermique de contact avec la source de dissipation thermique dans
I’encoche pour les transferts orthoradiaux

résistance thermique de contact avec la source de dissipation thermique dans
le fer pour les transferts orthoradiaux

nombre de Reynolds

rayon externe d’un volume cylindrique donné

rayon interne d’un volume cylindrique donné évidé sur son centre
résistance thermique de contact entre deux matériaux solides, elle est donnée
par unité de surface

surface de convection sur la paroi d’un matériau donné

surface de conduction thermique

surface de contact entre deux matériaux solides

température sur la paroi interne d’'un matériau donné

température sur la paroi externe d’un matériau donné

volume de cuivre actif par encoche

volume d’une dent au stator

volume de la portion de culasse au dessus d’une dent

volume de la portion de culasse au dessus d’'une encoche

vitesse des courants de marées au point de fonctionnement nominal de

la turbine

vitesse périphérique du rotor de la machine dans I'entrefer

conductivité thermique d’un matériau donné

conductivité thermique de I'eau a 30°C

coefficient de conduction thermique équivalent dans I'encoche (homogénéisation)
coefficient de conduction thermique des isolants

viscosité cinématique du fluide a 30°C

viscosité dynamique du fluide a 30°C

masse volumique de I'eau de mer a 30°C

masse volumique des téles magnétiques

flux thermique sur la paroi interne d’'un matériau donné

flux thermique sur la paroi externe d’'un matériau donné

Symboles utilisés pour la formulation du probléme d’optimisation
et la modélisation orientée systeme

co(t du cuivre par unité de masse
colt des toles magnétiques par unité de masse
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Cmagnet

C(x)
Go(4B)
Col(A)
Cp,max
Drurbine

Eextraite
E;

i
EP
E(v)
fmax
FIDmin
FP(x)
FP(x,Q)
g
Hmax(x)
Id-ref
qu

Imach

Pmax2
Pmin1

PEM

Pmax

co(t des aimants par unité de masse

fonction objectif donnant le colt total des parties actives

caractéristique du coefficient de puissance d’une turbine a pas variable (hélice)
caractéristique du coefficient de puissance d’une turbine a pas fixe

coefficient de puissance maximal d’une turbine, obtenu pour Ay

diamétre de la turbine

énergie extraite de la ressource par la turbine

énergie mécanique totale extractible par une turbine durant un cycle de marées
énergie cinétique des courants de marées par unité de surface (m°) pour une

vitesse des courants v;
énergie extractible par une turbine pour une vitesse v; durant un cycle de marée

fréquence électrique maximale d’utilisation des téles magnétiques (spécification)

valeur minimale du facteur de puissance (contrainte dans I'algorithme
d’optimisation)

fonction (modele) permettant le calcul du facteur de puissance pour un jeu
de variables x correspondant a une machine donnée a la vitesse nominale Q,
fonction ou modele permettant le calcul du facteur de puissance pour un jeu
de variables x et a une vitesse Q

vecteur regroupant les dimensions géométriques d’une machine

fonction ou modele permettant le calcul du champ magnétique maximal

de désaimantation pour un jeu de variables x, en considérant le régime
défluxé et les courants crétes de phases

consigne ou référence en courant iy pour piloter la génératrice a pertes Joule
minimales (en valeur efficace)

consigne ou référence en courant i, pour piloter la génératrice afin de produire
le couple requis (en valeur efficace)

courant de phase pour poursuivre une consigne de pilotage en couple I'*(N) a
pertes Joule minimales (en valeur efficace)

composante du courant de phase sur I'axe direct du flux (valeur efficace)
composante du courant de phase sur I’axe quadratique du flux (valeur efficace)
inductance sur I'axe direct du flux

inductance sur I'axe quadratique du flux

masse totale du cuivre utilisé dans une machine

masse totale des toles magnétiques utilisées dans une machine

masse totale des aimants utilisés dans une machine

vitesse de rotation mécanique quelconque de I'ensemble turbine génératrice
vitesse de rotation de la turbine au point nominal

vitesse de rotation de base de la génératrice

vitesse de rotation limite de la turbine, la plus élevée lors d’un fonctionnement
sur un cycle de marées

vitesse de rotation de I'ensemble turbine/génératrice pour laquelle la
génératrice développe sa puissance maximale

vitesse maximale de la génératrice atteignable en régime défluxé (couple nul)
occurrences des vitesses de courants de marées moyennées dans un
intervalle i

nombre de paires de poles maximal, limité par la fréquence maximale

des téles magnétiques

nombre de paires de poles maximal, limité par la hauteur maximale des dents
(facteur de forme des dents)

nombre de paires de pdles minimal, limité par la hauteur minimale des dents
puissance mécanique au point de fonctionnement nominal de la turbine
puissance électromagnétique de la génératrice

puissance maximale pouvant étre développée par la turbine, correspond a

un G, max €t @ une vitesse de courant de marée maximale dans le site

valeur a laquelle une stratégie de limitation de la puissance de la turbine

est appliquée (écrétage de la puissance)

consigne de pilotage en puissance de la turbine, donné en fonction de
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(-)

(-)

(m)
(MWh)
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(A/m)

(A)

(A)

(A)

(A)

(A)

(H)

(H)

(kg)

(kg)

(kg)
(tours/min)
(tours/min)
(tours/min)
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(tours/min)
(tours/min)

(heures)

(kW)

(kW)
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max

8 B8RO

min
Sturbine
Sm

St

Tem
Tmax
T(x)
T(x,Q)
Vmax
V(x)
V(x,Q)

Vi

Viim

n elec,min
n elec(x)
n E/EC(XI Q)

A
7\'opt

7\'max

bm

bs
QLim

la vitesse de rotation de la turbine sur un cycle de fonctionnement
couple mécanique au point de fonctionnement nominal de la turbine
rapport entre la hauteur de dent et sa largeur (facteur de forme)
rapport maximal entre la hauteur et la largeur de dent

rapport minimal entre la hauteur et la largeur de dent

surface balayée par la turbine

vecteur regroupant les paramétres et les spécifications électromagnétiques
vecteur regroupant les paramétres et les spécifications utilisées pour le modele
thermique

couple électromagnétique de la génératrice

température maximale admise dans I’encoche (température limite)

fonction ou modele permettant le calcul de la température maximale

dans I'encoche pour un jeu de variable x (modéle thermique)

fonction ou modele permettant le calcul de la température maximale dans
I’encoche pour un jeu de variables x et a une vitesse de rotation Q

tension maximale neutre-phase en valeur efficace admise par le convertisseur
coté génératrice

fonction ou modeéle permettant le calcul de la tension neutre-phase (valeur
efficace) de la génératrice au point de fonctionnement nominal (vitesse de base)
fonction ou modele permettant le calcul de la tension neutre-phase (valeur
efficace) de la génératrice pour une vitesse de rotation Q

vitesse quelconque des courants de marées

vitesse des courants de marées moyennée sur le i intervalle

vitesse des courants de marées pour laquelle la stratégie d’écrétage de la
puissance de la turbine est appliquée

vitesse des courants de marées pour laquelle la turbine démarre

pulsation électrique de la f.e.m de phase de la génératrice

pulsation électrique de base de la f.e.m de phase de la génératrice

pulsation électrique maximale de la f.e.m atteinte en régime défluxé, couple nul
pulsation électrique pour laquelle la génératrice développe sa puissance maximale
vecteur contenant les variables d’optimisation des machines

angle de calage des pales (variation du pas des pales)

consigne sur la caractéristique couple en fonction de la vitesse spécifiée

a la génératrice

couple maximal de la génératrice a la vitesse de base

angle de charge de la génératrice

valeur du rendement électrique minimal (contrainte dans I'algorithme
d’optimisation)

fonction ou modele permettant le calcul du rendement électrique pour un jeu
de variables x correspondant a une machine donnée

fonction ou modele permettant le calcul du rendement électrique pour un jeu
de variables x a une vitesse Q

TSR quelconque

TSR optimal pour lequel le coefficient de puissance de la turbine est maximal

( Cp (/Iopt) = Cp, max)

valeur maximale du TSR pour laquelle la puissance développée par la turbine
est nulle

flux magnétique total provenant des aimants

flux créé par le bobinage statorique par phase

vitesse de rotation de la turbine pour laquelle la stratégie d’écrétage de

la puissance est appliquée
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Depuis les années 2000 les énergies marines connaissent des développements
importants et une activité de recherche intense. Hydrolien, houlomoteur, énergie ther-
mique des mers font partie de ces énergies marines, sur lesquelles sont consacreés de
nombreux projets. L'océan représente plus de 70% de la surface du globe terrestre, le
potentiel en énergie qu’il contient est naturellement tres grand. Il est donc capital de
développer des solutions performantes qui permettront une exploitation siire et
économique de ces énergies. Cette dynamique de développement est stimulée par une
volonté politique ambitieuse des pouvoirs publics dans les pays disposant de ces
ressources. Il est ainsi souhaité d’intégrer ces énergies dans la production énergétique a
moyen terme. A titre d’exemple, en France il est visé de fournir 3% de 1'énergie au ré-
seau électrique a partir des énergies marines d’ici 2020.

L’énergie des marées est parmi les ressources d’énergies marines les plus promet-
teuses. Cette ressource est prédictible et la France dispose de pres de la moitié du poten-
tiel européen [Ben01]. L’exploitation de cette ressource a vu, durant les années 1960
I’émergence des premieres usines marémotrices telles que le barrage de la Rance. Bien
que cette technologie soit maitrisée, I'impact négatif sur les écosystémes et le nombre
peu important de sites a haut potentiel a limité le développement et I’exploitation de
I'énergie des marées par la technologie des usines marémotrices. Par conséquent, les
systémes hydroliens constituent une bonne alternative pour exploiter I'énergie des ma-
rées. Cette solution consiste a placer des turbines associées a des dispositifs électromé-
caniques en immersion en mer dans des zones ou la marée développe de forts courants.
Ceci permet de produire de I'énergie électrique localement sur site et 'acheminer par la
suite au réseau électrique a terre.

Ces dix derniéres années, de nombreux développements ont permis la mise au point
des premiéres hydroliennes préindustrielles. La puissance unitaire des hydroliennes
préindustrielles actuellement testées, est de I'ordre du Mégawatt. Ces premieres ma-
chines de grande puissance dérivent en partie, des technologies éoliennes. Cependant le
caractere particulier de I'hydrolien ou la machine est immergée sur un site difficile
d’acceés impose des contraintes particulieres qui conduisent a vouloir développer des
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solutions spécifiques a I'hydrolien. C’est dans ce contexte que s’inscrivent les travaux de
cette these, qui concernent la conception de génératrices associées a des options techno-
logiques spécifiques a I’hydrolien.

En effet, I'immersion des machines, les forts courants et des conditions
météorologiques qui peuvent étre défavorables rendent les systemes inaccessibles et
donc la maintenance impossible pendant de longues durées. Les périodes ou il est pos-
sible d’opérer sur les machines sont courtes et peu fréquentes, vu I'immersion de
I'hydrolienne dans des sites offshores. Les opérations de maintenance sont, de plus, as-
sociées a des moyens lourds et spécifiques et requierent du personnel spécialisé. Ré-
duire les causes des opérations de maintenance et de réparation est de ce fait un point
particulierement important pour rendre économiquement rentable la production
d’énergie par les hydroliennes.

Pour améliorer le rendement de la conversion électromécanique et réduire la main-
tenance de I'hydrolienne, les machines a aimants permanents a entrailnement direct
peuvent se révéler tres intéressantes. Le multiplicateur mécanique est dans ce cas
éliminé. Ainsi, le rendement de la chalne de conversion est amélioré et les besoins en
maintenance causés par le multiplicateur (problémes mécaniques, lubrification...etc.)
sont éliminés. Dans la configuration d'un entrainement direct, la génératrice est
entrainée a basse vitesse (typiquement en dessous de 50 tours/min pour des dispositifs
de grande puissance). En conséquence, ces génératrices fonctionnant a tres basse vitesse
sont caractérisées par un tres fort couple, et nécessitent un dimensionnement
spécifique.

Dans une éolienne de grande puissance, le systéeme d’orientation des pales (pitch sys-
tem en Anglais) permet I'écrétage de la puissance de la turbine lors des fortes vitesses
du fluide (vent), ce qui permet d’éviter un surdimensionnement conséquent de la chaine
de conversion. Toutefois I'utilisation d’un tel systéme nécessite une maintenance régu-
liere, considérée dans ce travail comme pénalisante. La solution proposée dans cette
thése consiste a associer la génératrice avec une hélice a pas fixe. L’écrétage de la puis-
sance peut étre réalisé en faisant fonctionner I'ensemble hélice/génératrice en survi-
tesse [ZhoO1]. Cette stratégie impose de plus grandes contraintes sur la plage de vitesse
ou I'ensemble génératrice et convertisseur doit opérer. Pour assurer I'écrétage de la
puissance a forts courants de marées, la conception de l'ensemble généra-
trice/convertisseur devra permettre son contréle en couple sur toute la plage de fonc-
tionnement.

L’étude présentée dans cette these est consacrée a ces solutions ou des génératrices
synchrones a aimants permanents sont associées en entrainement direct a des turbines
a pas fixe.
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Concernant l'intégration de la génératrice a la turbine, la compacité des hélices hy-
droliennes dont le diametre est de 'ordre de la dizaine de meétres pour des puissances
de I'ordre de plusieurs centaines de kW, permet d’envisager la disposition de la généra-
trice sur la périphérie de I'hélice en entralnement direct. Cet accouplement, dit ‘Rim-
Driven’, peut constituer une alternative aux systemes en nacelle ou la génératrice est
logée derriére la turbine et est alignée sur son axe de rotation (systéme dit de type
‘POD’). Dans les deux cas, la génératrice a aimants permanents peut étre a flux radial ou
a flux axial. C’est pourquoi nous étudierons ces différentes possibilités afin de dégager
des tendances sur le choix de la topologie de la génératrice et du mode d’accouplement
avec la turbine.

Ce mémoire s’articule autour de cinq chapitres principaux qui se présentent comme
suit:

Le premier chapitre aborde une description générale des phénomeénes a I'origine des
courants de marées et du potentiel de cette ressource. A partir d'un état de I'art non ex-
haustif, une description des principales options technologiques permettant I’exploitation
des courants de marées est présentée. Des problématiques en termes de recherche et de
développement sont également dégagées. Ceci nous permet de définir les points clefs a
étudier dans les prochains chapitres.

Le deuxiéme chapitre est consacré au développement de modeles communs en vue de
permettre la conception de plusieurs types de génératrices a aimants permanents pour
différents cahiers des charges. Ces modeéles de conception comprennent principalement
un modele analytique représentatif du comportement électromagnétique et un modele
analytique thermique relatif a la thermique de la génératrice. Le modele électromagné-
tique comprend une inversion partielle des équations pour réduire autant que possible
les temps de calculs.

La premiére partie du troisieme chapitre est consacrée a 'association des modeles
dans une procédure d’optimisation du dimensionnement des génératrices, pour un point
de fonctionnement donné. Cette partie comprend également une validation des modeéles
par des calculs complémentaires par éléments finis 3D et 2D. La procédure
d’optimisation est ensuite appliquée a des études de cas. Ces cas concernent des généra-
trices a flux axial a double stator, des génératrices a flux axial a simple stator et des gé-
nératrices a flux radial optimisées respectivement pour des associations ma-
chine/turbine de type ‘Rim-Driven’ et ‘POD’. Les dimensionnements sont effectués pour
un point de fonctionnement caractéristique d'un cahier des charges typique
d’hydrolienne préindustrielle de grande puissance. Des analyses sur I'influence des con-
traintes utilisées dans la procédure d’optimisation sont également présentées.
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Le quatrieme chapitre s’appuie sur les orientations technologiques obtenues au troi-
sieme chapitre pour aborder un dimensionnement global de la génératrice. L’étude se
base sur une architecture de la chalne électromécanique simplifiée avec une hélice a pas
fixe. Pour optimiser le dimensionnement du systéme, une stratégie de limitation de
puissance a haute vitesse via la génératrice est proposée. La méthodologie de conception
proposée est également basée sur une procédure d’optimisation. Cette méthodologie
prend en compte les différents points de fonctionnement atteints par le systeme sur son
cycle de fonctionnement. La méthode proposée prend en compte la ressource, la carac-
téristique de la turbine, la stratégie de pilotage ainsi que des contraintes liées a la ten-
sion et au facteur de surdimensionnement du convertisseur. L’influence de la caractéris-
tique d’hélice est finalement étudiée afin de mettre en évidence l'influence de la concep-
tion de la turbine sur celle de la génératrice.

Le cinquiéme chapitre décrit le dimensionnement d’'une maquette a échelle réduite
d’'une machine a flux axial a double stator. L’objectif est de reproduire les mémes effets
magnétiques que sur une machine de grande taille, afin de valider expérimentalement le
modele électromagnétique proposé dans le chapitre Il. Le prototype proposé, permet de
se placer, au niveau des fuites électromagnétiques 2D et 3D, dans les conditions particu-
lieres rencontrées sur les machines étudiées dans le chapitre IIl. Cette propriété est ob-
tenue par le respect de nombres adimensionnels liés aux dimensions géométriques de
I'entrefer et des poles. La maquette est dotée d'un entrefer variable afin de pouvoir ef-
fectuer des vérifications pour plusieurs niveaux de fuites magnétiques. Ce prototype est
actuellement en cours de fabrication et des essais sont prévus courant 2015.
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Chapitre |

I. Hydrolien, analyse technologique et
syntheéese

.1. Introduction

Les travaux de cette thése concernent la récupération de I'énergie des courants de
marées par les hydroliennes. Nous allons présenter dans ce chapitre trois parties. Dans
la premiere, une description générale des phénomenes a l'origine des déplacements
d’eau, liés aux marées, dans les océans est présentée. Une description des principales
options permettant 'exploitation de I'énergie des marées est ensuite présentée. La
deuxieme partie présente une analyse des technologies et des projets les plus avancés
en termes de développement. Dans la troisieme partie de ce chapitre, des
problématiques clés en termes de recherche et de développement sont mises en
évidence. Ceci permet d’établir le cadre général des travaux de la theése et de définir les
points particuliers qui seront examinés dans les chapitres suivants.

1.2. Généralités

.2.1. Nature des marées

L’énergie des marées est une source d’énergie renouvelable dont le potentiel peut
étre prédit des années a I'avance. Cette énergie est engendrée par les déplacements des
masses d’eau dans les océans liés aux marées. La localisation des sites ou cette énergie
est extractible se situe pres des coOtes, dans des eaux peu profondes, ce qui rend cette
énergie attractive pour la production d’électricité. Les courants de marées résultent de
'effet de la contribution des forces d’attractions de la lune et du soleil sur les océans
(figure I.1a et figure I.1b). Bien que la lune possede une masse 1 million de fois plus petite
que la masse du soleil, son effet sur les courants de marées est 2,2 fois plus important
que celui du soleil [Fer01], du fait de sa proximité de la terre.
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Les courants de marées sont des phénomenes variables spatialement et
temporellement. Suivant la géographie locale, le marnage (différence de hauteur d’eau
entre une pleine mer et une basse mer successives) maximal peut varier
significativement. Ainsi, le marnage maximal a la baie de Fundy, Canada est de 16m alors
qu’il n’est que d’une dizaine de centimétres en méditerranée. La durée d'un cycle de ma-
rée au cours d’'une journée est de 12h25’ pour les marées semi-diurnes que I'on ren-
contre sur les cotes atlantiques francaises. L'amplitude des marées varie également au
cours de I'année, on peut alors distinguer deux types de marées. La premiére dénommée
marées de vives-eaux se produit lorsque la terre, la lune et le soleil sont grossiérement
alignés sur le méme axe. Les forces induites par la lune sont dans ce cas cumulées avec
les forces induites par le soleil pour donner lieu aux marées les plus fortes. La deuxieme,
appelée marées de mortes-eaux, se produit lorsque I'axe entre la lune et la terre est
grossierement perpendiculaire avec I'axe entre la terre et le soleil. Les forces causées
par la lune et le soleil se compensent, ce qui donne lieu aux marées les plus faibles. De
plus, 'angle entre I'axe de rotation de la terre et 'axe terre/soleil, varie continuellement
au cours de sa rotation autour du soleil, ce qui provoque des variations de I'amplitude
des marées [Sit01]. Lorsque I'axe de rotation de la terre est perpendiculaire avec I'axe
terre/soleil, cela donne lieu aux marées d’équinoxe dont les marées de vives eaux sont
de plus grande amplitude. L’adjonction de tous ces phénomenes engendre des marées
variables d’une journée a une autre. Jusqu'au début des années 70, des machines
mécaniques complexes ont été utilisées pour la prédiction des courants de marées
[Sit02]. Actuellement, des modeles numériques évolués permettent d’obtenir des
prédictions locales précises [Sit03]. Ces prédictions concernent non seulement la hauteur
d’eau mais aussi la vitesse et la direction des courants de surface. La prédictibilité de la
ressource énergeéetique liée aux marées lui confere un atout indéniable en comparaison
avec d’autres ressources d’énergies intermittentes comme le vent [Ben06]. Ceci rend

I'intégration de cette énergie au réseau électrique plus facilement gérable.

—_— QuandTerre / Lune/Soleil |
oo sontalignés (Syzygie) (Pleine |
T

Les forces se conjut it pour
o <
/ Bulge of water Lune et Nouvelle Lune) juguent p
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! \ W
\ : pi M
\ - tn @;] g
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(a) GRAVITATIONAL FORCE
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pour donner les marées de
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(c) GRAVITATIONAL AND CENTRIFUGAL FORCE

(a) (b)
Figure. I.1. (a) influence de la force d’attraction lunaire sur les océans (figure tirée de [Sit01]), (b) ef-
fet de la force d’attraction du soleil sur les océans (figure tirée de [Sit04]).
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1.2.2. Récupération de I’énergie des marées
1.2.2.1. Les usines marémotrices

L’énergie marémotrice consiste a récupérer 'énergie des flux et reflux de la mer dans
une zone a fort marnage (un marnage maximal supérieur a 5m est nécessaire). Une
infrastructure de retenue d’eau (barrage) est placée entre la partie supérieure et
inférieure d’un estuaire ou d'un bras de mer. Elle permet de stocker de I'’eau de mer en
constituant un réservoir. L'énergie potentielle liée a la différence de niveau d’eau entre
les deux bassins va actionner des turbines lors des phases de remplissage et de vidage
(figure 1.2). L’exploitation des usines marémotrices peut s’effectuer a travers plusieurs
stratégies pour améliorer la rentabilité des centrales marémotrices [Mul01]. Si
I'exploitation de cette ressource a commencé depuis le moyen age grace aux moulins a
marée, la premiére usine marémotrice dédiée a une production d’énergie électrique
significative est 'usine marémotrice de la Rance [Ban01]. Elle a été construite en France
en 1966 pour étre finalement raccordée au réseau électrique en décembre 1967. Elle est
dotée de 24 turbines bulbes réversibles de 10MW et peut atteindre une production de
550GWh par an (Figure 1.3a) [Mul01]. Elle est restée pendant 45 ans l'usine marémotrice
la plus importante au monde en terme de puissance installée. L'usine marémotrice de
Sihwa en Corée du Sud est une autre infrastructure ayant le méme ordre de puissance.
D’une puissance de 254MW elle est depuis aofit 2011 l'usine marémotrice la plus
puissante au monde (figure 1.3b). Quatre autres infrastructures de plus petite puissance,
principalement des ouvrages pilotes, ont été réalisés dans différents endroits du globe.
Au Canada, l'infrastructure d’Annapolis est une petite usine marémotrice de 2Z0MW qui
produit 30GWh par an (figure 1.3c). Elle est située dans la baie de Fundy et a été mise en
service depuis 1984 [FerO1l]. En chine, I'usine marémotrice de Jiangxia posséde une
puissance installée de 3,2MW et a été mise en service en 1980 [Sit05]. En Russie un autre
projet similaire a été réalisé (Kislaya Guba Power Facility). Cette usine a été inaugurée en
1968 pour une puissance installée, au départ, de 400 kW pour atteindre en 2007 une
puissance installée de 1,7MW. Uldolmok Tidal Power Station est une autre installation
marémotrice Sud coréenne, elle totalise en 2009 une puissance installée de 1MW pour
une production d’énergie de 2,4GWh [Fer01]. Bien que le potentiel énergétique des
usines marémotrices soit important et la technologie maitrisée, le développement
industriel de cette technologie a été relativement lent. En effet, le colit important des
ouvrages, le nombre de sites limités et 'impact considérable sur les écosystémes et les
usages locaux ont été des obstacles pour la mise en place des usines marémotrices.
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Marée descendante

S

Vanne principale fermée \ 3

(a) (b)
Figure. 1.3. (a) vue sur I'usine marémotrice de la Rance, France, [Sha01], (b) usine marémotrice de
Sihwa, Corée du Sud, (c) usine marémotrice d’Anapolis, Baie de Fundy, Canada [Fer01].

1.2.2.2. L’hydrolien

Une autre fagon de récupérer I'énergie des marées consiste a placer un capteur
mécanique immergé en mer de maniére a récupérer I'énergie cinétique contenue dans
les courants de marées [Ben04] [BenO5] [Fer02]. Cette facon de procéder présente
I'avantage d’avoir un impact réduit sur I'environnement et les écosystemes marins en
comparaison avec les centrales marémotrices [Ter01]. En effet, ce genre de systemes ne
nécessite pas la construction de barrages séparant les parties haute et basse d'un
estuaire. Ces capteurs d’énergies communément appelés ‘Hydroliennes’ sont immergés
en mer loin des populations et perturbent peu les écoulements naturels [Maj01] [Igb01].
Cette technologie permet une réduction de l'impact environnemental et une
préservation de 'espace cotier et des estuaires [Key01]. De plus, si les hydroliennes sont
suffisamment immergées en profondeur (10m en dessous de la surface de I'’eau de mer),
elles perturbent peu les activités maritimes [Ter01]. Ces facteurs présentent des atouts
favorables a I'acceptabilité des technologies hydroliennes aupres des populations et des
usagers de la mer. Le caractére prédictible des courants de marées (avec une fiabilité
des prédictions supérieure a 98%) constitue un avantage pour son raccordement au
réseau électrique. Cette caractéristique facilite, malgré I'intermittence de la ressource, la
gestion et la commercialisation de I'électricité produite. Ces éléments constituent des
facteurs favorables au développement d’une filiere industrielle hydrolienne.
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Par ailleurs, le potentiel énergétique hydrolien constitue a 1’échelle mondiale un
gisement exploitable estimé entre 50GW et 100 GW [Pel01]. Selon des estimations
[Majo1], le productible énergétique mondial avoisine les 450 TWh/an dont environ 48
TWh/an sur les cOtes européennes, correspondant a une puissance de pres de 12GW
[Char01]. Au niveau européen cette ressource se localise en Grande Bretagne qui dispose
de 48% du potentiel (5 a 6 GW pour une production estimée a 23 TWh/an), en France,
42% du potentiel (2 a 3 GW pour une production estimée entre 5 et 14 TWh/an), et en
Irlande, 8% du potentiel (moins de 1 GW pour une production estimée entre 3 et 4
TWh/an) (figure I.4a) selon [Ben03],[Ben01] et [Ben02]. Les sites les plus exploitables sont
localisés entre des zones de terres proches (Détroit, Baie, Canal, Rade...etc). Dans ces
endroits particuliers 'onde de marée est amplifiée et la vitesse des courants est augmen-
tée. En Europe la ressource hydrolienne est localisée principalement dans la zone de la
manche et de I'atlantique ou la vitesse des courants dépasse les 2m/s en plusieurs
endroits (figure 1.4b). Au niveau Frangais, il existe plusieurs sites caractérisés par des
vitesses de courants supérieures a 2m/s, notamment au large des cotes bretonnes et
normandes : la Chaussée de Sein, le chenal du Fromveur pres de I'lle d’Ouessant, les
Héaux de Bréhat, les environs du Cap Fréhel et le Raz Blanchard sont parmi les sites
actuellement identifiés pour l'implantation d’hydroliennes [Del01]. Toutefois, le calcul
précis du potentiel énergétique productible par I'hydrolien est une tache difficile car ce
type d’estimations est effectué en posant des hypotheses fortes sur les technologies a
employer et leurs conditions de rentabilité [Mas01]. Les hydroliennes connaissent
actuellement des développements importants et de nombreuses technologies sont
proposées. En plus ces technologies évoluent et gagnent en performances avec le temps,
ce qui rend l'estimation du potentiel des énergies des courants de marrées exploitable
peu précis et variable dans le temps.

......

Estimation du potentiel hydrolien
européen « théorique et réaliste »

Hypothése : facteur de charge ~ 314 58%
(45% +1- 30%)
d'aprés I'Université d'Oxford (2005) ef Black&Vaatch (2004-05)

Potentiel hydrolien
au Royaume-Uni

546 GW
13423 TWh

Sites attractifs:

courant > 2 m/s

i
+ 80% potentiel Potentiel du

hydrolien européen ;:‘:r;g‘;; %’:’&3

0,7GW
~3 TWh
Potentiel hydrolien = L o
en France
-2a3GW J
. 52414 TWh .
Potentiel
en ltalie

0,5GW
~2TWh

Vitesse eN

(a) (b)
Figure. 1.4. (a) répartition de la ressource hydrolienne en Europe [Ben03], (b) localisation des princi-
paux sites hydroliens en Europe [Del01].
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I.3. Analyse de la chaine d’entrainement d’une
hydrolienne

1.3.1. Description générale de la chaine de conversion d’énergie

Les systémes hydroliens actuellement les plus développés peuvent étre comparées,
dans leur principe aux systeémes utilisés dans les éoliennes. C’est notamment le cas des
premiers prototypes d’hydroliennes préindustrielles, ou les constructeurs ont tenté
d’adapter les technologies et de récupérer les savoirs faire acquis dans I'éolien [Pel01],
bien que les contraintes liées a I'environnement de la machine soient plus nombreuses
et séveres pour les hydroliennes [Rue01].

Ces contraintes spécifiques amenent les développeurs a s’'intéresser a un grand
nombre de concepts différents [Ben01l]. Cette situation est a rapprocher des
développements qu’a connu I’éolien dans le début des années 1970 [RueO1]. On retrouve
ainsi, parmi les différents projets, des turbines a axe vertical (Darrieus) [Dar01] [KhaO1]
[Maj01], des solutions avec des turbines carénées a effet venturi [GilO1] [Ter01], des cap-
teurs a ailes battantes [Eng01] [Lal01], des hydroliennes a vis d’Archimede [Sit07] [Sit08],
et des concepts de type kite hydrolien [Sit09]. Tous ces concepts et projets visent a amé-
liorer le rendement de conversion tout en essayant de réduire autant que possible les
exigences en maintenance et les colits de production des systemes. Cependant la ten-
dance générale actuelle pour les machines de puissance de plusieurs centaine de kW est
d’utiliser des turbines a axe horizontal qui dérivent de I’éolien [Zho02].

De maniére générale, la chaine de conversion d’'une hydroliennes peut comporter les
éléments suivants :

e Un capteur mécanique (turbine, ailes oscillante...etc): cet élément permet
I'extraction de I'énergie cinétique du fluide (eau de mer) et la conversion en énergie
mécanique. Notons que le coefficient de puissance d'un capteur quelque soit sa tech-
nologie ne peut dépasser la limite théorique de Betz (C,=16/27~0,59). Les turbines a
axe horizontal sont majoritaires dans les prototypes actuels d’hydroliennes préindus-
trielles [Dje03] [Zho02]. Ces capteurs (turbines) peuvent inclure des pales a pas va-
riable ou a pas fixe. Dans le premier cas le mécanisme d’orientation des pales permet
le controle de la puissance de I'hydrolienne par la variation de I'angle de calage des
pales comme c’est le cas dans les éoliennes de grande puissance. Une synthese, illus-
trée d’exemples, des différents types de capteurs pouvant étre utilisés dans un con-
texte hydrolien est présentée en annexe VII.

\

e Un accouplement direct ou indirect de la génératrice a la turbine:
I'accouplement avec des génératrices conventionnelles a faible nombre de péles (4
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ou 6) nécessite 'augmentation de la vitesse du coté de la génératrice (passage de
moins de 50 tr/min du coté de la turbine a plus de 1000 tr/min du coté de la généra-
trice), ce qui engendre la diminution du couple transmis a la génératrice, et donc
d’obtenir une conversion électromécanique performante. Un multiplicateur de vitesse
comme illustré sur la figure 1.5 est dans cette configuration utilisé. Cet élément peut
comporter plusieurs étages qui peuvent étre une source importante de pannes et de
maintenance. Un tel composant augmente la maintenance et la masse de la chaine
d’entralnement et abaisse le rendement global du systeme (Un multiplicateur 3
étages ayant un rapport de multiplication de plusieurs dizaines posséde un rende-
ment de 'ordre de 90%). En dépit des inconvénients liés a l'utilisation d’'un multipli-
cateur, il permet d’améliorer significativement la compacité des génératrices et de reé-
duire leur colit de production. Pour cette raison, cet élément (multiplicateur) est utili-
sé dans certaines hydroliennes préindustrielles parmi les plus avancées comme
I'exemple de I'hydrolienne ALSTOM TGL de 1MW [Pel01].

Roulement Couplage
principal

Boite de Geéneratrice

vilesse

Macelle
Maoyeu

(a)

Figure. I.5. (a) exemple de chaine de transmission pour éolienne avec multiplicateur mécanique de
vitesse (source de la figure [Sit10]), (b) vue interne des engrenages d’un multiplicateur (source de la
figure [Sit10]).

Dans un accouplement a attaque directe ‘direct-drive’, la génératrice est reliée
directement a la turbine sans l'utilisation d’'un multiplicateur. Elle tourne alors a la
méme vitesse que la turbine. La génératrice est entrainée a basse vitesse et doit
produire un couple élevé pour produire la puissance requise. Les génératrices a attaque
directe ont en général un diametre élevé et un nombre de péles important (de I'ordre de
la centaine de poles pour les génératrices de grande puissance) ce qui permet de mini-
miser la masse et le colit de la génératrice. A diametre et a puissance égal, le coiit de la
génératrice et sa masse sont supérieurs a ceux des génératrices rapides
conventionnelles. Cependant, en considérant I'’ensemble de la chaine d’entrainement, ce
type de solutions sans multiplicateur présente une fiabilité accrue et des besoins en
maintenance diminués. Dans le cas des hydroliennes, il est possible d’accoupler la
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génératrice avec la turbine en direct-drive selon deux modes, en ‘Rim-Driven’ ou en

‘POD’. Le travail présenté dans cette these se limite au cas des systémes a entralnements

direct et a étudier ces deux types d’intégration qui sont présentées de maniére plus dé-

taillée dans le paragraphe suivant.

Un systéme de conversion électromécanique composé d’'un ensemble généra-
trice/convertisseur : Ce sont principalement des génératrices synchrones a aimants
permanents pour les machines en entrainement direct. Dans le cas d’utilisation d'un
multiplicateur de vitesse, des génératrices asynchrones sont aussi utilisées. Le con-
vertisseur permet le pilotage de 'hydrolienne et la régulation de la puissance avant
son injection dans le réseau électrique. Ce dispositif est en général un convertisseur
Alternatif-Continu-Alternatif composé de deux ponts a IGBT et pilotés en MLI connec-
té soit au rotor (cas des machines a double alimentation) soit au stator. Si I'on consi-
dere les solutions en termes d’association convertisseur/machine pouvant étre ‘a
priori’ transposées de I'éolien vers '’hydrolien, plusieurs architectures sont alors pos-
sibles, comme détaillé dans [Bar01], et chacune possede des avantages et des inconvé-

nients. Une synthese des atouts et des inconvénients des solutions possibles sont ré-

sumés sur le tableau I.1.

Tableau I.1. solutions électromécaniques machines/convertisseurs possibles [Ben02] [Ben07].

Technologie Avantages inconvénients
v' Gamme de vitesse importante;
Génératrice v’ Pas de systéme balais bagues; x Convertisseur a la puissance
asynchrone a cage + v Contréle de la puissance active et nominale;
convertisseur réactive ; x  Présence d’un multiplicateur.
v’ Technologie éprouvée.
x Convertisseur d’excitation de
. . uissance réduite;
N v Gamme de vitesse importante; P ; s .
Génératrice synchrone v N . . x  Convertisseur d’induit de puissance
. Entrainement direct possible; .
a rotor v N . . nominale;
i . Controle de la puissance active et , , R .
bobiné+convertisseur réactive x  Présence d’un systeme balais bagues
' (sauf pour un systeme a diodes
tournantes).
v' Gamme de vitesse importante; x Convertisseur a la puissance
- . v’ Entrainement direct possible; nominale;
Génératrice synchrone R . . L
s v’ Contrdle de la puissance active et x  Prix importants;
a aimants + . e R
. réactive ; % Le flux d’excitation ne peu étre
convertisseur R . , ) .
v’ Pas de systéme balais bagues; électriquement coupé en cas de
v Auto-Excitation . court-circuit au bobinage;
v’ Convertisseur dimensionné a x  Présence d’un systeme balais bagues
Génératrice puissance réduite (typiquement moins | ¥ Présence d’un multiplicateur
asynchrone a double de 1/3 de la puissance nominale) ; x Gamme de vitesse limitée a un
alimentation v’ Contrdle de la puissance active et intervalle autour de la vitesse de
réactive. synchronisme

En plus des performances techniques des systémes électromécaniques associés avec

des convertisseurs, le colit est un autre parameétre tout aussi important. Une comparai-
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son des colits estimés des architectures les plus utilisés actuellement dans I'éolien sont
illustrés sur La figure 1.6 issue de [Pol01] [Bir01]. Ces colits sont donnés pour des généra-
trices éoliennes dimensionnées pour des puissances identiques de 3MW et une vitesse
de rotation de la turbine de 15 tours/min. Les technologies comparées dans I'étude issue

de [Pol01] sont les suivantes :

e DD-WRSG : Génératrice synchrone a rotor bobiné a entrainement direct ;
e DD-PMSG : Génératrice a aimants permanents a entrainement direct ;

e PMSG (1G) : Génératrice a aimants permanents entrainée par un multiplicateur a 1
étage ;
e DFIG (1G) : Génératrice asynchrone a double alimentation entrainée par un multipli-

cateur a 1 étage;

e DFIG (3G) : Génératrice asynchrone a double alimentation entrainée par un multipli-

cateur a 3 étages ;

Selon la figure 1.6, les technologies asynchrones coflitent moins cher a la production
que les technologies synchrones a entrainement direct. On peut également s’apercevoir
que les entralnements utilisant un multiplicateur de vitesse réduit (1 étage) sont les plus
avantageux en termes de colit de production des éléments constitutifs de la chalne de
conversion. Toutefois cette figure ne donne que les colits d’acquisition de la chaine
d’entrainement, le rendement et les colits de maintenance ne sont pas ici pris en compte.
Dans un cadre hydrolien, il est probable que les colits de maintenance et les temps
d’arrét associées a la présence d’'un multiplicateur soient particulierement pénalisants

1200

1000

N I
600

Cost [kEuro]

400

200

DD-WRSG DD-PMSG PMSG [lG} DFIG (1G) DFIG(3G)
M Generator system cost
Converter
M Gearbox

M Generator
Figure. 1.6. comparaison des co(ts de production des chaines de conversion électromécaniques pour
plusieurs options technologiques [Pol01], [Bir01].
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Dans le cadre de cette these, nous souhaitons nous intéresser a des systémes a haute
fiabilité spécifiques a I'hydrolien, c’est pourquoi nous étudierons uniquement le cas de
machines synchrones a aimants permanents associées en entralnement direct a la
turbine. Les bobinages statoriques sont, dans ce cas, connectés a un convertisseur
Alternatif-Continu-Alternatif (back-to-back) qui permet la connexion au réseau [Abd01].
Dans les hydroliennes actuelles de grande puissance en développement, on retrouve
principalement deux variantes de génératrices a aimants permanents, qui sont les topo-
logies a flux radial et a flux axial. Les génératrices a aimants permanents a structure
traditionnelle a flux radial sont par exemple utilisées en direct-drive dans I’hydrolienne
Hytide Voith Hydro de 1IMW. En revanche, le développeur d’hydroliennes Clean Current
utilise des génératrices a aimants permanents a flux axial caractérisées par une
aimantation des aimants orientée selon I’axe de rotation de la machine (figure 1.7).

Figure. I.7. génératrice a flux axial pour hydrolienne, développée par la société Clean Current Ltd.

L’assemblage d’'une génératrice a entrainement direct a aimants a la turbine est

discutée au paragraphe suivant.

1.3.2. Analyse des possibilités d’accouplement d’une génératrice
direct-drive a une turbine hydrolienne

1.3.2.1. Accouplement sur I'arbre

Dans ce cas de figure, la génératrice et la turbine sont reliées directement sur I'arbre.
Ceci est montré sur la figure 1.8a qui représente une génératrice accouplée sur l'arbre
d’'une éolienne. La génératrice est placée dans une nacelle derriere la turbine.
L’hydrolienne Hytide de 1MW de Voith Hydro se base sur ce concept direct-drive en
‘POD’ (figure 1.8b).
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(b)
Figure. 1.8. (a) systéme direct-drive éolien E-48 © Enercon, (b) hydrolienne HyTide de Voith Hydro.

1.3.2.2. Accouplement en Rim-Driven

Pour un systéme ‘Rim-Driven’a entrainement circonférentiel, 1a génératrice électrique
est a entralnement direct et est placée sur la périphérie de I'hélice. Les parties actives du
rotor de la machine sont pour cette technologie fixées sur le pourtour des pales. La gé-
nératrice électrique est donc directement entrainée par une jante se trouvant sur la pé-
riphérie de I'hélice (figure 1.9a et figure 1.9b).

Ce type d’assemblage peut concerner la propulsion navale (la machine électrique
fonctionne alors en moteur) ou la génération d’énergie hydrolienne (on parle dans ce
cas de génératrices Rim-Driven). Le concept a été inventé dans les années 1940 en
Allemagne. Par la suite plusieurs brevets ont été déposés entre 1940 et 1970 sur des
hélices entrainés par leurs circonférence a la fois par des organes mécaniques
(engrenages) ou électriques (machines électriques) [Dro01]. Jusqu'en 1980, les brevets
déposés ont principalement concerné l'intégration de machines asynchrones en Rim-
Driven. Cependant aucune réalisation expérimentale significative ou commerciale n’a
été mise au point durant cette période. Depuis les années 1980 et particulierement les
années 2000, plusieurs réalisations et recherches basées sur le principe Rim-Driven ont
été effectuées. A partir de 2005 plusieurs systemes propulsifs commerciaux basés sur la
technologie Rim-Driven ont été réalisés. A 'exemple de la société Rolls-Royce qui a
développé un propulseur d’étrave, dénommé ‘Rim Thruster’, d’'une puissance de 800 kW.
Les sociétés Van der Velden (Pays Bas) et Voith (Allemagne) commercialisent aussi des
propulseurs d’étraves Rim-Driven dont la puissance est de 'ordre de la centaine de kW.
En plus de ces développements industriels, des recherches académiques ont concerné,
ces dernieres années les systemes Rim-Driven [Yak01]. En 2006, des travaux ont été
menés a l'université de Southampton, Royaume Uni, ou des machines a aimants a stator
sans fer ont été étudiées pour la technologie Rim-Driven [ShuO1]. D’autres recherches

académiques plus récentes ont été menées, comme a l'université de Manchester, au
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Royaume Uni, ou un prototype d’'une machine électrique a aimants permanents de 30kW
a été réalisé en 2011, (figure 1.9¢c) [TuoO1]. Au niveau des applications hydroliennes, la
réalisation la plus importante en Rim-Driven est actuellement I'hydrolienne OpenHydro,
dont 2 machines de 500kW (figure 1.10a) sont en phase de tests. Cette turbine a été
installée et testée par EDF entre 2012 et 2013 a Paimpol Bréhat, France [Ter01], [AboO1].
L’institut de Recherche de I'Ecole Navale (IRENav) a également développé un
démonstrateur Rim-Driven d’ hydrolienne de faible puissance destinée a étre testée en
bassin [Dro01] (figure 1.10b).

(b)
Figure. 1.9. (a) disposition de la machine électrique sur la périphérie de I'hélice d’un propulseur
d’étrave, (b) propulseur d’étrave Rim-Driven de Voith Hydro, (c) machine a aimants permanents de

30kW pour un propulseur Rim-Driven [Tuo01].

(b)
Figure. 1.10. (a) vue sur le rotor de I'hydrolienne OpenHydro 500kW, (b) démonstrateur d’hydrolienne
Rim-Driven IRENav [Dro01].

En comparaison avec les systémes plus classiques en ‘POD’, les défenseurs de la
technologie Rim-Driven mettent en avant, un moindre risque de cavitation et un meil-
leur rendement hydrodynamique [KroO1]. Selon [Dro01] [KroO1] [Ter01], les systemes
Rim-Driven ont également une compacité de la génératrice plus importante, et un
comportement thermique plus favorable du fait que I'eau se trouve des deux cotés de la
machine électrique.
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1.4. Synthese sur les systemes hydroliens et justifica-
tion du cadre d’étude

Une synthese des systemes hydroliens les plus avancés est présentée dans cette par-
tie. Une analyse, issue de I'état de I'art, est aussi effectuée en termes de colits de produc-
tion et des sources de défaillance les plus séveres et les plus probables, des systemes
pouvant s’apparenter aux systemes hydroliens. Au terme de cette partie, une
problématique pour la thése est dégagée et les axes d’investigations sont identifiés.

1.4.1. Syntheése sur les projets hydroliens les plus matures

Comme présenté dans I'annexe VI, il existe une diversité importante au niveau des
projets hydroliens. Chaque projet présente des particularités et des choix de conception
différents. Le tableau |.2 résume les particularités principales des hydroliennes de
puissance significative (de 0,5 MW a 1IMW). Comme on peut le constater, dans toutes ces
technologies les turbines a axe horizontal sont majoritaires, avec soit des pales a pas fixe
ou des pales a pas variable (avec systéeme d’orientation des pales). On retrouve des
génératrices a aimants permanents accouplées avec la turbine en direct-drive ou des
génératrices asynchrones associées a un multiplicateur de vitesse. Une partie de ces
hydroliennes de forte puissance sont dotées d’'un systeme d’orientation avec la direction
du courant ‘yaw system’. Il est a noter que I'hydrolienne OpenHydro semble concue avec
'objectif de minimiser les besoins en maintenance : elle présente en effet une chaine
d’entrainement extrémement simplifiée ou tous les organes mécaniques complexe sans
éliminés (sans multiplicateur, sans systéme pitch, sans systéme d’alignement avec les
courants avec une intégration en Rim-Driven).

Tableau I.2. Caractéristiques des principales technologies hydroliennes les plus avancées.
Alignement
Développeur Puissance Turbine Entrainement | Génératrice avec le Illustration
courant
Marine Current Axe horizontal
. . 2x600kW bipales avec Multiplicateur | Asynchrone Non
Turbines/Siemens .
pitch control
Axe horizontal Oui. moteur
Andritz/Hammerfest 1MW tripales, pitch | Multiplicateur | Asynchrone ’Iacet
control
Atlantis horé)((;tal Oui, moteur
ressource/Lockheed 1MW . ! ? ? !
. tripales, avec lacet
Martin ’
pas fixe
Axe horizontal Direct- Synchrone a
DCNS/EDF/OpenHydro 500kW multi-pales drive/Rim- aimants a Non
avec pas fixe Driven flux radial
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) Axe horizontal Oui,
Alstom/Tidal x.e orizonta - Asynchrone u!
. L 1MW tripales avec Multiplicateur . propulseur
generation Limited ) a cage ).
pitch control d’étrave
Axe horizontal Synchrone a Oui. moteur
Voith Hydro 1MW tripales avec Direct-drive aimants a '
) . lacet
pas fixe flux radial
Axe N
ALSTOM Beluga 9 horiz);ntal Synchrone a
Clean current 1MW multi- alesl Direct-drive aimants a Non
(Abandonné en 2013) p ! flux axial
pas fixe

La figure .11 montre la répartition des différentes technologies utilisées dans tous les
projets hydroliens recensés jusqu’'en 2013 [Ade01]. On peut relever que les technologies
a turbine a axe horizontal sont les plus largement répandues. La figure .12 issue de
[Ade01], montre une estimation de la répartition des colits dans un projet type
d’hydrolienne. Cette estimation est effectuée selon des hypotheses fortes sur les techno-
logies, en se basant sur les solutions adoptées dans les projets les plus avancés en 2013.
On peut relever que le colt des turbines, les fondations et l'installation des turbines
représentent a eux seuls plus de 85% du colit du projet, avec un cofit d’acquisition de la
machine (hydrolienne) représentant environ 45% du coit total du projet. La part impor-
tante du colt de la machine (ensemble des éléments de la chaine de conversion électro-
mécanique, turbine+génératrice+convertisseur...etc) dans un projet hydrolien souligne
donc l'intérét d’améliorer sa conception afin de réduire le colit de production de cet
élément et donc améliorer la compétitivité économique de I'énergie hydrolienne.

B Hydrolienne 3
axe horizontal

B Hydrolienne a
axe vertical

m Hydrofoil
oscillant

M autres

Figure. I.11. répartition des projets hydroliens en développement en fonction de la technologie des
turbines [Ade01].
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m Turbine

M Fondation

m Cable sous-marin

M Installation Turbine

M Installation du cable sous-

marin

m raccordement terrestre

Figure. 1.12. estimation de la répartition des co(ts d’acquisition pour un projet hydrolien (source
[Ade01]).

1.4.2. Sources de défaillance et de maintenance

Dans de nombreux projets, les technologies hydroliennes sont proches des solutions
utilisées pour les éoliennes terrestres ou offshore. On peut alors penser que les sources
de défauts et les exigences de maintenance de ces systéemes seront au mieux similaires a
celles constatées dans le domaine éolien. Les futures hydroliennes étant des machines
immergées a une distance de 'ordre de plusieurs kilomeétres des cotes, I'acces est par
conséquent difficile et limité dans le temps. En effet cet acces dépend a la fois des
conditions météorologiques et de courantologie ainsi que de la disponibilité des moyens
nautiques et techniques dédiés. Il est ainsi probable qu’en cas de panne, ’hydrolienne
puisse se retrouver inexploitée pendant une longue période. De plus, I'intervention en
milieu offshore et la réparation vont engendrer des cofits importants. Par conséquent,
réduire les causes de maintenance représente un enjeu majeur pour I’hydrolien. Il est
donc important d’identifier les sources de pannes et de concevoir ’hydrolienne afin de
les réduire. Pour identifier les sources de pannes possibles et leur sévérité, on peut se
baser sur les retours d’expériences des champs éoliens. Ce rapprochement est justifiable
dans la mesure ou les technologies hydroliennes actuelles dérivent de I'éolien. La
figure .13 montre des données statistiques sur les causes de défaillance dans les chaines
éoliennes terrestres et le temps de mise hors service correspondant a chaque
défaut [Rib01]. Notons que pour les hydroliennes, les temps de mise hors service seront
sans doute plus importants vu les difficultés d’acces et la sévérité du milieu. On releve a
partir de la figure .13 que le multiplicateur de vitesse et le systeme de pas variable de la
turbine sont a l'origine de plus de 25% des défaillances et engendrent environ 30% du
temps de mise hors service [Rib0l]. Le systéme d’orientation avec la direction
d’écoulement du fluide est lui la cause d’environ 10% des défauts avec un temps de mise
hors service d’environ 15% [Ami01]. Il faut également souligner que le systéme de pas
variable et le systeme d’alignement avec la direction du fluide nécessitent des circuits de
commande, des capteurs et des composants électriques supplémentaires qui sont des
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sources de défaillance potentielles. La suppression de ces éléments (systeme de varia-
tion du pas des pales, multiplicateur de vitesse et le systéeme d’alignement avec la
direction du fluide) va donc a priori réduire fortement le taux de défaillance du systéme.

Electrical System
Electronic Control
Sensors
Hydraulic System
Yaw System

Rotor Blades

Mechanical Brake
Rotor Hub
Gearbox <[ mmmmmeese—

Generator

Supporting Structure /Housing

Drive Train

1 0.75 0.5 0.25 0 2 4 6 8
Annual failure frequency [-] Down time per failure [days]

Figure. 1.13. sources des défauts et temps de mise hors service correspondant pour les chaines
d’entrainemenst éoliennes (données récoltées entre 2000 et 2004) [Rib01].

1.5. Conclusion

Dans ce chapitre, une présentation de la ressource des courants de marées est
effectuée dans un premier temps. Dans un deuxieme temps, des solutions possibles pour
la conception d'une hydrolienne avec des exemples de projets industriels ou
académiques ont été présentées. Cette analyse a montré une importante diversité des
solutions envisagées. Dans un troisiéme temps, une synthése des projets les plus
avancés en termes de développement est donnée. Elle montre certaines similitudes avec
les architectures de conversion utilisées dans les éoliennes. En effet la majorité des
projets reprennent une partie des concepts actuellement utilisés pour I'éolien. Toutefois
la spécificité de I'environnement des hydroliennes a amené les développeurs a repenser
certains concepts et les adapter aux cahiers des charges particuliers des hydroliennes
dans le but de dégager le meilleur compromis entre la fiabilité (colt d’exploitation) et le
colit des hydroliennes (production et installation). Dans le cadre de I'’hydrolien, la
difficulté d’accés des systemes peut en effet conduire les concepteurs a vouloir
minimiser les interventions de maintenance sur site. C’est pourquoi certains projets
utilisent des solutions sans organes de transmission et de contrdle mécanique (élimina-
tion des systémes de pas variables et des multiplicateurs). Notre étude concerne cette
famille de solutions techniques qui se veut une réponse spécifique au cahier des charges
hydrolien. Dans la suite de ces travaux on se placera donc dans le contexte d’étude sui-

vant :
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e Des turbines a axe horizontal a pas fixe, avec un diametre compris entre 10m et 20m,
ce qui correspond a I'implantation de machines de plusieurs centaines de kW sur les
sites actuellement identifiés (profondeur des sites comprise entre 30m et 50m) ;

e Des solutions sans multiplicateur (direct-drive) sont considérées. Au niveau de
'association turbine/génératrice, on s’intéressera a des possibilités d’intégration
d’'une génératrice a entrainement direct en considérant des assemblages de type
‘Rim-Driven’ et de type ‘POD’;

e Dans le cas de ces systémes a entrainement direct, nous allons uniquement nous inté-
resser aux machines synchrones a aimants permanents. On s’intéressera aux topolo-
gies de génératrices a flux radial et a flux axial qui sont utilisées dans certains projets
hydroliens.

Les problématiques que nous voulons étudier, au cours de cette these, pour ce
contexte d’étude, concernent la définition d’'une méthodologie de conception qui se veut
la plus globale possible (intégration et définition des modeles permettant la conception
de la génératrice, définition des contraintes et d’objectifs pertinents). Ceci nous
permettra de fournir des éléments de réponse concernant le choix de la topologie
électromagnétique de la génératrice et le choix du type d’accouplement de la génératrice
a la turbine. Cela nous permettra également d’évaluer l'influence des parametres des
systémes qui composent une chaine hydrolienne (turbine, stratégie de pilotage) et
I'influence de la ressource (site des courants de marées) sur le dimensionnement de la
génératrice.

C'est pourquoi le prochain chapitre sera consacré a la mise au point d'un
environnement de modélisation et de dimensionnement spécifique au génératrices re-
tenues dans notre cahier des charges. Cet environnement permettra I'étude des options
technologiques que nous projetons d’examiner.
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Chapitre Il

Il. Modélisation multi-physique des généra-
trices a aimants permanents

11.1. Introduction

Pour pouvoir étudier et comparer différents types de structures magnétiques de
génératrices a aimants permanents dans différents contextes (mode d’intégration, etc.),
nous proposons dans ce chapitre, la mise en place d’'un environnement de modélisation
comprenant a la fois un modele électromagnétique et thermique. Cet ensemble de
modeles est agencé pour permettre le pré dimensionnement des structures
électromagnétiques que nous souhaitons étudier. Ainsi nous proposons d’étudier deux
types de machines a aimants permanents a savoir les machines a AP (aimants
permanents) a flux axial et les machines a AP a flux radial afin d’établir des
comparaisons par la suite. Les modeles présentés dans ce chapitre sont développés,
dans un premier temps, pour une machine a flux axial a double stator associée en Rim-
Driven avec I'hélice. Ils seront ensuite réadaptés pour le pré dimensionnement d’autres
structures magnétiques telles que la machine a AP a flux radial ou la machines a AP a
flux axial a simple stator et simple rotor. Ces modeles sont initialement développés pour
un cahier des charges Rim-Driven. Cependant ils permettent également, apres
adaptation, le pré dimensionnement des structures magnétiques des machines intégrées
en POD.

La premiere partie de ce chapitre est consacré a la définition d’'un modele de pré
dimensionnement électromagnétique spécifique a des machines a aimants a flux axial a
double stator de grand diametre (et donc particulierement adapté a une solution de type
Rim-Driven). Tout d’abord, les parametres géométriques d’'une machine a flux axial a
double stator sont décrits. Un ensemble d’équations simples permettant de définir les
dimensions géomeétriques d'une telle machine est présenté.
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La deuxiéme partie de ce chapitre est consacré a I'élaboration et la description d'un
modele thermique adapté aux structures étudiées. Ce modele est constitué d'un réseau
de résistances thermiques qui permet de modéliser les transferts de chaleur en régime
permanent, au stator, sur un pas d’encoche. Il comprend des éléments spécifiques aux
machines a entrefer immergé. L'influence des incertitudes liées a l'estimation des
coefficients de convection dans I'entrefer et entre la carene et 'eau de mer est présentée
et discutée. Finalement, des calculs thermiques par éléments finis 2D sont présentés.

1.2. Modélisation électromagnétique

1.2.1. Description et présentation des géométries des machines
étudiées

11.2.1.1. Description des machines a flux axial et présentation de la géo-
métrie

Les machines a AP a flux axial ‘AFPM’ sont constituées de disques fixes supportant
des bobinages et de disques mobiles supportant des aimants permanents. Le flux
provenant des aimants est axial et les conducteurs actifs sont orientés dans la direction
radiale. Dans la littérature, différentes configurations de machines a flux axial sont
présentées [Jac01], [Hen01]. Elles peuvent étre simple face, double rotor, double stator et
multi stator (figure 11.1). Les bobinages peuvent étre bobinés en tores (machines Torus)

ou en pétales.

(a) () () (d)
Configurations de machines a flux axial
(a) Structure simple (b) structure double stator
(¢) Structure double rotor (d) structure multi rotor multi stator

Figure. Il.1.structure de machines a flux axial (figure issue de [Ask01] et [Sao01])

Globalement les machines a flux axial présentent les avantages suivants selon la litté-
rature [Dub01], [Cha01] :

e Un faible encombrement axial, elles sont pertinentes lorsque I'encombrement volu-
mique est sévere dans la direction axiale. En effet, dans ce cas de figure la longueur
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active se trouve dans la direction radiale. Il en va de méme pour '’encombrement des
tétes de bobines [Cav01] ;

e Elles offrent une possibilité d’'intégration modulaire et d’empilement de plusieurs
stators [Key01] ;

e Elles permettent une modularité et un fractionnement de la puissance statorique ainsi
qu’une facilité d’insertion des bobines [Mul03] [Bri01] ;

e Elles permettent une conception aisée des machines sans fer au stator ou au rotor
[Key02] ;

e Leur compacité est ‘a priori’ meilleure pour les machines poly-entrefer que les ma-
chines a flux radial grace notamment a une augmentation des surfaces d’échange
thermique et de la surface d’entrefer [Mal01] [Dje02] [CavO1].

La tenue mécanique des machines a flux axial dépend fortement des forces axiales
d’origine magnétiques exercées entre les rotors et les stators [MueO1]. La conception
meécanique d'une telle machine nécessite donc souvent un assemblage complexe du
rotor et du stator a cause des forces d’attractions entre le rotor et le stator [McDO01]. Elles
nécessitent également un usinage particulier des encoches pour les machines a stators
contenant des culasses ferromagnétiques.

Les développements qui sont présentés dans ce chapitre sont donnés pour une
machine a flux axial a double stator. Une solution a double stator permet d’envisager un
fractionnement de la puissance au niveau du convertisseur (1 convertisseur par stator)
et une utilisation en mode dégradé a demi capacité par déconnection du stator en défaut.
Cette structure permet également d’équilibrer les forces axiales qui s’exercent sur le
rotor. Pour concevoir une machine a flux axial double stator/mono rotor il est possible
d’utiliser une structure de rotor avec culasse magnétique ou sans culasse magnétique
(sans fer) comme présenté a la figure I.2. Nous étudierons ici des machines a flux axial a

double stator sans fer au rotor (figure 11.2b).

(a) (b)
Figure. 1l.2.structure a double stator, (a) avec culasse ferromagnétique au rotor (figure issue de
[Ask01]), (b) sans fer au rotor.

-47-



Chapitre Il : Modélisation multi-physique des génératrices a aimants permanents

Comme le montre la figure 1.2, 'AFPM a double stator est constituée de deux stators
fixes qui portent des bobinages dont les conducteurs actifs sont disposés dans des
encoches radiales. Le rotor placé entre les deux stators, est relié a la turbine. Etant
donné la nature corrosive de l'eau de mer, les parties actives (aimants ou stators)
peuvent étre recouvertes d'une résine protectrice ou chemisées par une enveloppe
métallique inoxydable dans le cas ou I'eau de mer circule dans I'entrefer de la machine
[Dro1l], la machine peut également étre logée dans une nacelle étanche.

La géométrie des machines a flux axial est intrinsequement 3D (figure 11.3), ce qui rend
leur modélisation a priori plus difficile que pour une machine a flux radial. Dans la
perspective de simplifier I'étude, des hypotheses simplificatrices sont introduites sur la
géométrie afin de disposer d'un modele de pré dimensionnement simplifié. Pour cela la
géométrie de la machine a flux axial a double stator est ramenée a une géomeétrie 2D
d’'une machine linéaire équivalente définie au rayon moyen.

Les parametres géométriques qui permettent de définir les dimensions de la
structure magnétiques sont donnés dans les figures 1.3, 1.4 et IL.5. La figurell.3
représente une vue en perspective d’'une largeur polaire de la machine a flux axial a
double stator étudiée (sur 2 pdles).

| . !
Figure. Il.3.représentation 3D d’une coupe au rayon moyen et sur une portion bipolaire de ’AFPM a
double stator.

Par la suite, la machine a flux axial est assimilée a une machine « mise a plat » définie
au rayon moyen (figure Il.4 et figure I.5). Cette hypothese semble justifiable car les
machines a entrainement direct se caractérisent par un grand diameétre et un nombre de
poles élevé, ce qui conduit a un rapport largeur de pdle sur diametre de la machine tres
faible. De plus, le rapport entre I'épaisseur radiale (AR=R.-R;) de la structure et le
diametre de la machine est également trés faible. Ces éléments permettent a priori de
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justifier le développement au rayon moyen des modeles pour le pré dimensionnement
des génératrices de grand diametre pour des cahiers des charges d’hydroliennes.

VBT,

L / maxe 7 de la

i | ’775 [ !machine 7—

statorl

|
® ® = @'/ ® ® | Zhs
Rée.i.n%_éZZ P e B e B ) - *_
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|

rotor | | T I | | |
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Figure. ll.4.représentation de 'AFPM a double stator par une machine linéaire définie en 2D au
rayon moyen, Z,, est I'épaisseur d’aimants, Z, est la distance aimant/stator, Z,s est la profondeur
d’encoche, Zy est I'épaisseur de la culasse statorique, /; est la largeur de la gorge d’encoche, T est la
largeur du pdle, t; est la largeur du pas d’encoche, f; est I'ouverture relative des dents, Sy, est
I'ouverture relative des aimants.

La figure II.5 montre une vue de face (selon I'axe de rotation) sur deux péles de la

machine a flux axial mise a plat.

) U TV A2 20T T 1T 7k 220 T~
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Figure. Il.5.représentation d’une vue de face (vue selon I'axe Z de rotation) de 2 péles de 'AFPM a
double stator mise a plat, AR est la longueur active, AR, est I'épaisseur de la jante de fixation du ro-
tor,R; est le rayon magnétique interne, Ry est le rayon interne de la jante ( ou rayon de la turbine).
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Notons que pour une structure en Rim-Driven (si la machine est disposée sur la

périphérie de la turbine) R =R,+4R;, avec R; le rayon magnétique interne de la
génératrice, R est le rayon en bout de pale de la turbine et AR, est I'épaisseur de la jante

de fixation des parties actives rotorique de la génératrice a la turbine. Afin de simplifier
la présentation, I'épaisseur AR; est considéré égale a zéro (4AR; = 0) dans tout le
document. R; est dans ce cas imposé et égal au rayon extérieur des pales de la turbine.

Dans le cas d'une intégration de la génératrice en POD, (placée dans une nacelle der-
riere la turbine), les parametres Ry et AR; ne sont pas utilisés et seul le rayon interne R;
est utilisé. Ce parametre n’est pas imposé par la turbine dans ce cas. De ce fait, il

constitue une variable de dimensionnement.

Dans le cas des machines a flux axial, 'épaisseur radiale de la culasse magnétique de
la machine se confond avec la longueur active. L’épaisseur de cette culasse vaut :

AR =R, — R, avec Re le rayon magnétique externe. Le rayon moyen des parties actives de
PAFPM est: R =(R +R,)/2. C’est a ce rayon que la machine est modélisée par une ma-
chine linéaire équivalente. Le pas polaire angulaire est: 7, = 7/ p, et la largeur (en m) de

l'arc polaire vaut:z =7 R . Avec p le nombre de paires de pdles. La largeur (en m) d'un

pas dentaire (largeur d'une encoche+dent) est: 7, =

R, avec m le nombre de
pp

phases par stator et Sy, le nombre d’encoches par pole et par phase. La largeur

d’encoche est alors : (1-/4,)zr, avec f, l'ouverture relative d'une épaisseur de dent. La

largeur d’aimantest S ravec S, l'ouverture relative des aimants (rapport entre la

. : . 2
largeur des aimants et la largeur polaire). Dans tout le document on impose §, = 3’ pour

éliminer les harmoniques multiples de 3 de la force électromotrice a vide.

NB : il est a noter que I'ensemble des dimensions axiales de la machine a flux axial sont
notées Zx pour indiquer que la dimension est dans la direction axiale. De méme, les
grandeurs radiales sont toutes notées Rx.

1.2.1.2. Rappel sur les machines a flux radial et présentation de la géomé-
trie retenue

Afin de qualifier les performances des structures magnétiques a flux axial qui seront
étudiées, une structure magnétique plus conventionnelle est définie pour servir de réfé-
rence aux comparaisons. Cette structure est une machine a aimants permanents (AP) a
flux radial. Cette structure possede des aimants permanents collés a la surface d’un rotor
cylindrique et le flux provenant de ces aimants est orienté selon la direction radiale de
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machine. Le rotor est placé sur I'axe de rotation a I'intérieur d’un stator cylindrique. Les
encoches de ces machines portent des conducteurs disposés suivant la direction axiale
de la machine. Cette solution est utilisée dans les hydroliennes préindustrielles de
grande puissance a entrainement direct de la génératrice. Bien qu'’il soit précisé par les
développeurs d’hydroliennes que les machines utilisées sont a flux radial, elles peuvent
présenter une saillance au rotor ou bien avoir une géométrie des aimants particuliere au
rotor. Plusieurs dispositions de ces aimants peuvent étre envisagées, les aimants peu-
vent étre insérés ou enterrés suivant différentes configurations géométriques (voir
figure 11.6).

€)

Figure. 11.6.possibilités de disposition des aimants sur le rotor pour les machines a flux radial [Sao01],
(a) aimants en surface, (b) aimants insérés, (c) épanouissements polaires et rotor saillant, (d) aimants
enterrés, (e) concentration de flux, (f) aimants en forme de V.

Dans nos cas d’étude des machines a flux radial, nous optons pour une machine a AP a
flux radial avec des aimants placés en surface du rotor, ceci correspond a la
configuration illustrée sur la figure 1l.6a. Comme pour la machine a flux axial nous
étudierons une machine linéaire équivalente (on néglige les effets de courbure). La
géométrie de cette machine, établie selon ces hypothéses, est représentée sur la
figure 11.7.
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Figure. Il.7.géométrie mise a plat de la machine a aimants permanents a flux radial, h, est
I’épaisseur de la culasse rotorique, h,, est I'épaisseur d’aimant, h, est la distance aimant/stator, h,
est la hauteur des becs de dents, h; est la profondeur d’encoche, h, est I'épaisseur de la culasse sta-
torique, t est la largeur de podle, t; est la largeur du pas d’encoche, S, est I'ouverture relative des ai-
mants, f; est 'ouverture relative des dents, R, est le rayon magnétique externe, R; est le rayon ma-
gnétique interne.

Dans le tableau 1l.1 on définit les parameétres géométriques supplémentaires utilisés

dans les modeles.

Tableau Il.1. autres paramétres géométriques du circuit magnétique de la généra-
trice a flux radial (RFPM).

Rayon magnétique interne (m) R =R, + 4R,

Rayon d’alésage (m) R,=R +h, +h +h
Rayon magnétique externe (m) R, =R +h, +h +h
Pas polaire angulaire (rad) T, = 7Z/ p

Largeur du pas polaire (m) T=1, RS

Largeur d’encoche (m) T, = ﬂR/(Sppm. p)
Largeur de dent (m) LX<t
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1.2.2. Modélisation électromagnétique en vue du calcul des
dimensions géomeétriques de la génératrice a flux axial a double
stator

1.2.2.1. Expression du couple électromagnétique moyen

On suppose que la génératrice est alimentée par un onduleur contrélé avec une com-
mande MLI. L'onduleur est supposé alimenter la génératrice avec une onde de courant
quasi sinusoidale maitrisée (controlée par la commande de I'onduleur). L'interaction les
courants et les forces électromotrices induites permet a la génératrice de développer un
couple électromagnétique. L'expression du couple électromagnétique moyen résulte de
I'interaction du fondamental des forces électromotrices avec les courants des phases
(considérés sinusoidaux) au point de fonctionnement nominal. Ceci permet d’établir la
formule (II.1) du couple dont la démonstration est donnée dans 'annexe 1.

(Tew ) =8V2A kB, R2.ARsIN(S, %).|cos(1//)| (IL1)

AL charge linéique de courant efficace sur un stator (Aefr/m) ;

Bgmax induction maximale au dessus d’un aimant (T) ;

kp1 coefficient de bobinage du 1ier harmonique ;

Y déphasage entre le fondamental de la force électromotrice et le courant, en ré-
gime nominal Y)=m en générateur (P=0 en moteur).

Les machines électriques que nous étudions dans cette these, vont étre
dimensionnées pour des cahiers des charges d’hydroliennes a entrainement direct a
grand diametre. Par conséquent et comme montré dans [Dje01] et [Dro02], la génératrice
va étre caractérisée par une faible longueur active et un grand entrefer, en particulier
pour les cahiers des charges Rim-Driven. Ceci conduit a des fuites de flux importantes
aux extrémités des aimants (fuites d’extrémité 3D). Si I'on ne prend pas en compte ces
fuites, on peut s’attendre a un niveau de fuites de I'ordre de 20% au niveau du calcul du
flux provenant des aimants et donc des forces électromotrices. Ces fuites, si elles ne sont
pas prises en compte dans le modele de dimensionnement vont donc engendrer une
erreur sur le calcul du couple moyen du méme ordre. De ce fait, les machines
dimensionnées vont avoir un couple moyen réel inférieur au couple spécifié dans le
cahier des charges. Afin de tenir compte de ces fuites de flux dans le modele de

dimensionnement, nous introduisons un facteur de correction¢,,dans I'équation II.1

donnant le couple moyen. L’équation corrigée donnant le couple moyen devient alors :

(Tew ) =8V2ku oA B, R2.ARsIN(S, %). lcos(y)| (11.2)
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11.2.2.2. Etablissement du facteur de correction des fuites de flux 3D

Nous présentons ici la fonction d’ajustement utilisée pour corriger le modele analy-
tique électromagnétique 2D. Cette fonction a pour but la prise en compte des fuites de
flux 3D rencontrées sur les machines a trés grand diametre et a faible longueur active.
L’établissement de ce facteur correctif repose sur la mise en ceuvre de calculs éléments
finis 3D (EF3D) et de calculs élément finis 2D (EF2D). Le flux capté sous pdle par une
spire est calculé respectivement par éléments finis 3D en intégrant I'induction normale
sous pole, et par éléments finis 2D. Dans [Dro03], il a été montré que les fuites magné-
tiques aux extrémités des aimants sont sensibles a un nombre adimensionnel défini
comme le rapport entre I'entrefer magnétique et la longueur active (Lx). Nous considé-
rons dans cette étude des configurations magnétiques plus simples que dans [Dro03],
avec un entrefer homogénéisé (hm_rom, voir figure 11.8) et donc des machines sans en-
coches, et nous évaluons la différence entre les calculs 2D et 3D en fonction du rapport
entre I'entrefer homogénéisé et la longueur active (Lm). Plusieurs machines présentant
des valeurs de ce parameétre variant entre 0.1 et 4 ont fait 'objet de simulations EF3D et
EF2D. Nous calculerons ici les écarts, pour chaque machine, entre le flux maximal sous
pole ('aimant positionné au centre d’'une bobine théorique diamétrale disposée sur la
surface du stator) relevés par éléments finis 3D et 2D, ce taux d’écart noté ERR est don-
né par:

A

ERR =‘CDEF2D_CDEF3D| (11.3)

CI)EFZD

Les simulations ont été effectuées en considérant les parametres et hypotheses sui-
vantes :
e Une épaisseur de culasse statorique de 2cm ;
e Une perméabilité relative du fer de 5000 ;

e Une induction rémanente des aimants de 1,22 T avec une perméabilité relative fixée
al;

e Une ouverture relative de 'aimant de 66% ;

e Des conditions d’anti-périodicité du champ (antisymétrie du champ) aux extrémités
latérales du pdle ;

e Lagéométrie du pole est linéaire (sans effets de courbures) ;

Les valeurs de la longueur active et de I'entrefer mécanique, ainsi que de I'épaisseur
d’aimant varient, d'une machine a l'autre, pour obtenir plusieurs valeurs du rapport
entre I'entrefer magnétique homogénéisé et la longueur active. Dans le cas de la simula-
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tion présentée par la figurell.8, I'épaisseur d’aimant et l'entrefer mécanique (ai-

mant/stator) valent chacun 1cm alors que la longueur active vaut 3cm.

BLT]

1.3124e+000
1.2304e+000
1.1485e+000
1.0665¢+000

9, 8450e-001
9.0252¢-001
8. 2854¢-001
7.3856e-001
6.5657¢-001
5.7459¢-801
4. 9261e-001
4. 1863e-001
. 3.2865¢-001
2.4667e-001
1.6469¢-001
8.2705¢-202
7.2323¢-004

Figure. 11.8.exemple de simulation par élément finis 3D, le rapport entre |'entrefer magnétique ho-
mogénéisé et la longueur active vaut 1.

Les écarts (ERR) obtenus pour différentes machines (caractérisées par différents
rapports) sont représentés sur la figure1l.9. On peut remarquer que l'évolution de

I'erreur peut étre assimilée a une droite dont le coefficient directeur est de 0,2 (for-
mule 11.4) .:

hm hom
ERR =0.2x - (11.4)

m
0.8 /
0.7

0.6

0.5

0.4

ERR

0.3

= Interpolation analytique
0.2 + Eléments finis

0.1

0 1 2 3 4
Entrefer magnétique/Longueur active (h L)

Figure. 11.9.écart sur le flux créte sous péle entre les calculs EF3D et les calculs EF2D pour différentes
géométries.

m-hom
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On en déduit alors un coefficient de correction des valeurs du flux calculée en 2D, qui
permet de prendre en compte les effets 3D. Ce facteur s’exprime comme suit :

4 =(1-ERR) (IL.5)

(o =1-0 2{@} (11.6)
3D ' I-m .

Dans le cas de la machine a flux axial a double stator la longueur active (L, dans la

formule I1.6) est notée ARet l'entrefer magnétique homogénéisé est notéZ

m_hom
I’équation I1.6 s’écrit alors :
Zm hom
Cip=1-0.2 R (1.7)

Il est a noter que cette fonction d’interpolation est moins précise lorsquemlz—hom <05,

m
elle tend alors a surévaluer les fuites 3D. Cependant, le niveau des fuites 3D étant faible
pour ces valeurs, la précision globale sur le calcul des flux reste acceptable. Pour des

m_hom

rapports > 1.5, les machines ont des entrefers magnétiques trés grands devant la

m
longueur active, ce qui semble peu réaliste. Il n’est donc pas pertinent d’aller chercher
une meilleure précision au-dela de cette limite.

Nous avons également effectué des simulations sur des machines radiales (qui ne
sont pas présentées dans ce document pour des raisons de lisibilité). Ces simulations
montrent que les erreurs relatives sur les flux sont quasiment identiques entre les ma-
chines a flux axial et les machines a flux radial lorsque les mémes valeurs de l'entrefer
magnétique et de la longueur active sont considérées. La formule I1.6 est par conséquent
également utilisée pour la correction des fuites de flux 3D pour les machines a flux ra-
dial.

1.2.2.3. Estimation de I’entrefer mécanique

Pour obtenir la machine la plus performante possible, il est nécessaire de réduire
autant que possible I'épaisseur de l'entrefer mécanique. Toutefois, 'épaisseur de
I'entrefer ne peut descendre en dessous d'une valeur minimale qui correspond a des
contraintes mécaniques liées aux forces s’exercant sur le rotor de la machine [McDO01].
Ces forces peuvent engendrer des déformations sur la structure de la machine et
provoquer des variations importantes de I'entrefer mécanique lors du fonctionnement
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[MueO1]. Afin d’assurer une tolérance mécanique suffisante, nous allons utiliser des
formules empiriques issues de la littérature pour approcher la valeur minimale de
I'épaisseur d’entrefer. Dans la référence [PyrO1], les auteurs préconisent un entrefer
mécanique minimal égal a 1°/oo du diametre de la génératrice pour les machines a grand
diametre. Dans [Mer01], un entrefer mécanique minimal de 1,5%/op0 du diametre de la
machine est souhaité pour les grands alternateurs associées a des turbines
hydrauliques. Les structures Rim-Driven se caractérisent par une génératrice placée sur
la périphérie de la turbine, et donc par des diametres plus élevés que les génératrices
classiques a entrainement direct. En considérant cette configuration particuliére, liée a
l'utilisation de génératrices de type Rim-Driven et de machines a flux axial, un entrefer
minimal égal a 2°/pp du diametre de la génératrice est considéré. Nous maintiendrons
cette contrainte pour les deux machines étudiées : a flux radial et a flux axial et les deux
modes d’accouplement entre la génératrice et la turbine : Rim-Driven et POD. On a donc

Z, =k,D

g

(IL8)

m

kp est un coefficient qui tient compte de la tenue mécanique de la machine. Il est con-
sidéré égal a 29/op0 pour toutes les études présentées dans ce document. Dn est le
diametre moyen de la génératrice a flux axial.

1.2.2.4. Calcul du rayon externe

A partir de I'équation (I1.2) on peut déterminer le rayon externe de la machine qui est
nécessaire pour obtenir le couple moyen désiré pour un jeu fixé de valeurs de la charge
linéique de courant efficace sur un stator et de I'induction maximale au-dessus d’un ai-
mant (A, et Bgmax), un facteur de bobinage donné et une valeur de R; donnée. La
résolution de I'équation de 3éme degré donnée par la relation I1.9 permet ainsi de
déterminer R. et de déduire la longueur active AR de la génératrice. Pour une structure
Rim-Driven, le rayon magnétique interne R; est connu (il est égal a la somme entre rayon
de la turbine et I'épaisseur de la jante). Dans le cas d’'une intégration de la génératrice en
POD, R; devient dans ce cas une variable.

T

R}*+RR?-R’R,—R’- (Tew) =0 (1.9)
22k, A B, sm( j.\cos(\y)\

1.2.2.5. Hypotheéses sur la constitution de I’entrefer des génératrices

Dans ce travail de thése, on va considérer deux possibilités d'immersion de la
génératrice dans 'eau. La premiére consiste a avoir un entrefer immergé. Dans cette
configuration il faut recouvrir les parties actives par une couche protectrice, qui peut
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étre par exemple une résine polymere, pour les protéger et les isoler de 'eau de mer. Un
entrefer immergé est notamment utilisé dans ’hydrolienne OpenHydro de 500kW, et
dans le démonstrateur d’hydrolienne Rim-Driven construit a I'lRENav ou I’étanchéité
des parties actives est assurée par une résine polymere (figure 11.11 travaux de [Dro01]).

Pour tenir compte de ces couches isolantes, on va introduire une épaisseur d’isolant

dans l'entrefer du coté statorique, Z ainsi que du coté rotorique, Z

résine_stator ’ résine_rotor *

Ceci est illustré sur figurell.10. L’entrefer aimant/stator total vaut dans ce
cas:Z, =72 +Z +Z

)
résine._rotor o mec résine_stator » AVEC Zg mec 'entrefer rotor/stator (entre les

couches isolantes).

Dans un deuxieme cas on considere que la machine est incluse dans une caréne
étanche. Cette solution est utilisée dans plusieurs hydroliennes de grande puissance
comme l'hydrolienne ALSTOM/TGL 1MW. Dans ce cas de figure Z =27 avec

g_mec
Z =0etZ =0.

résine_ rotor résine_stator

- ::::’/(Dzrésine_stator
Zg @Zgimec A
—ee \\$ Zrésinefrotor
T (I)th

Figure. 11.10. représentation de la constitution de I'entrefer de |la génératrice si I'entrefer est immergé
par I'eau de mer.

e :
Figure. Il.11. rotor d’'une hydrolienne Rim-Driven avec entrefer immergé dans I'eau (parties actives iso-
|ées par un isolant polymere), IRENav [Dro01].
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1.2.2.6. Calcul de I’épaisseur d’aimant
1) Homogénéisation de la surface d’entrefer

Afin d’améliorer la précision du calcul de I'induction dans I’entrefer, I'effet moyen des
encoches sur I'induction d’entrefer est pris en compte selon les développements propo-
sés dans [Car01] et [Mat01]. Sous les ouvertures des encoches, I'induction d’entrefer est
amenée a baisser (figure 11.12). Pour tenir compte de ce phénomene, une réluctance de

surface R, = Zg./,uO est considérée, elle permet de modéliser I'effet moyen de ce phéno-
mene par l'adjonction d'un entrefer supplémentaire Z . (figure 11.13). Ce facteur correctif

des effets d’encoches sur le niveau d’induction d’entrefer résulte d'une homogénéisation
par une transformation conforme d’une surface encochée en une surface plane [Car01]
[Mat01].

Q3"

Figure. 11.12. chute de I'induction d’entrefer sous une gorge d’encoche.

—>!
Bz,
<>
Homogénéisation
<:> Hr fer —>
- A
IISt
Zg Zg

Figure. 11.13. transformation d’une surface encochée en une surface pleine (ajout d’un entrefer addi-
tionnel d’homogénéisation).

-59-



Chapitre Il : Modélisation multi-physique des génératrices a aimants permanents

Apres homogénéisation, la valeur d’entrefer est considérée : Z = Zg +Zg. , elle est

g_hom

notée entrefer homogénéisé par la suite.

On distingue deux expressions permettant d’estimer cet entrefer

d’homogénéisationZg.. Selon [Mat01] le choix de la formulation adéquate est

conditionné par le rapport entre l'entrefer magnétique et la largeur du pas

d’encoche(Zm /7,), qui permet de séparer une machine a entrefer épais d'une machine a

entrefer mince. Il est a préciser que I'entrefer magnétique considéré dans le cas d’'une
machine a flux axial a double stator sans fer au rotor est I'entrefer magnétique entre les

z T )
2stators: Z, =27 + hm ' (sans homogénéisation de la surface d’encoche).
Hem

D’apres [Mat01], la formule I1.10 donne une meilleure précision pour le calcul de

I'entrefer additionnel pour les machines a entrefer épais.

z, =i[(u'i—st}|n(1+'i—stj+(1—'ﬁ].ln(1—'ﬂﬂ (11.10)
2 A T T (2

Avec | la largeur de l'ouverture d’encoche (distance entre les becs) qui vaut:

ist
Lt = Pow siotTs-(1=8B)- Pow s €St le Touverture relative des encoches, qui est donnée
en %.

Pour les machines a entrefer mince, la formule de Carter donne une meilleure
précision pour le calcul du coefficient d’homogénéisation, cette formule est issue de
[Car01] et s’exprime comme suit :

Z, =k -1z, (I1.11)

avec k. le coefficient de carter donné comme suit :

kcz+ (1L12)
1-t &
TS
Et
2 1) Z 1Y
o=—|tan”t| B |- Zm|n|14| B (11.13)
7 22, ) I 27,
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Dans notre modele, bien que la plupart des machines étudiées soient a entrefer épais,
un test permettant le choix de la formule adéquate est implémenté (tableau II.2).

Tableau Il.2. domaine d’application des formules de Carter et de Matagne.

Z, z

— . m 7 .
. 0 Entrefer mince — Entrefer épais
S lim

Formule Carter (formule 11.11) Matagne (formule 11.10)

La frontiere permettant de distinguer un entrefer épais d'un entrefer mince est

donnée par la formule suivante [Dro01] :

Zm | —0,51385-0,01385.6%% o -st-A) (1.14)

S /lim
2) Calcul de I’épaisseur d’aimant pour obtenir I’induction souhaitée dans I'entrefer

L’expression II.15 permet de calculer la hauteur d’aimant nécessaire afin d’obtenir
dans l'entrefer une induction Bgmax sur la surface statorique coté entrefer (au rayon
d’alésage pour les machines a flux radial). Cette formule résulte de l'inversion de
I'expression analytique de Bymax qui est obtenue a partir de la résolution des équations
de Maxwell en magnétostatique par séparation des variables sous hypotheses d’'une
géométrie linéaire 2D. La démonstration est donnée dans I'annexe Il. Cette formule tient
compte des fuites de flux inter-polaires 2D et permet un calcul précis de I'épaisseur
d’aimant sous hypotheses 2D.

z4+24) (“rm —1) Hzg+24)
+1)B T - g" - 2B
(“rm ) " [e (“rm 1) ° ) r

E(ZNZG') (“rm _1) j(29+29')
1)B, |e _AEm o) o ~2B
(Mm1+ ) gmx[e (Mm1+1)e ) r

T
Z,. =—In

m

(IL15)

11.2.2.7. Calcul de I'ouverture relative des dents

Le niveau d’'induction dans les matériaux ferromagnétiques est limité a un niveau
d’'induction maximum afin d’éviter une saturation excessive dans les toles magnétiques
de la machine. Cette limitation est valable pour les dents (induction limitée a Bt dent) €t
les culasses (Bsat culasse)- Pour déterminer la proportion d’ouverture relative de la dent
par rapport au pas dentaire, on se place dans le cas le plus défavorable ou tout le pas
dentaire est soumis a une induction d’entrefer maximale (Bgmax). On considere alors que
la dent concentre tout le flux capté sous un pas dentaire. De plus, on considere que le
flux résultant des courants statoriques s’additionne vectoriellement au flux rotorique
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provenant des aimants. Cette configuration est atteinte si la machine est contro6lée a
Y=m/2 (machine surfluxée) a courant nominal. Ce cas de contrdle va engendrer les
niveaux d’induction les plus élevés que I'on peut atteindre au cours du fonctionnement
de la machine. En appliquant le principe de conservation du flux pour calculer les flux
prévenants des aimants au rotor et du bobinage au stator, on en déduit une largeur
relative de dent minimale qui permettra une non saturation de la machine en régime de
surfluxage (équation 11.16). La démonstration permettant d’établir cette expression

(équation 11.16) est détaillée dans I'annexe lII.

B = Bgmax 4o, /Jo\ﬁAL”Rm
Bsat_dent (th +2(Zg +Zg'))sppmszat_dent

(11.16)

11.2.2.8. Calcul de I’épaisseur de la culasse au stator

En considérant les mémes hypotheses que pour 'expression donnant 'ouverture des
dents (équation 11.16), I'épaisseur de la culasse nécessaire pour éviter la saturation
magnétique en régime de surfluxage de la machine s’obtient par la relation I.17 (la

démonstration est détaillée dans I'annexe Il1) :

B
ZYZBm TcRm Imax +E,
2p By, 3

Ho\/ZALTCZRri
(2 +2(Z,+2,.))S,,mp*B

(11.17)

sat _culasse

1.2.2.9. Calcul de la profondeur d’encoche (hauteur de dent)

Pour une densité linéique de courant efficace A, et une densité surfacique de courant
efficace J dans les conducteurs, et en considérant un coefficient de remplissage des en-
coches kg, on déduit la profondeur d’encoche Zys nécessaire pour loger les conducteurs
de la machine. Cette dimension géométrique s’exprime comme suit (équation 11.18) :

Z,. A (11.18)
kf J (1_Bt)

11.2.2.10. Calcul du champ maximal dans les aimants

Dans un processus de conception de machines a aimants permanents, il est important
d’évaluer le champ magnétique maximal de désaimantation auxquels sont soumis les
aimants. Afin d’éviter une désaimantation irréversible, celui-ci doit impérativement étre
inférieur a la valeur absolue du champ coercitif dans les aimants H; (ce champ coercitif
maximal est une spécification caractéristique des aimants employés). En considérant un
bobinage diamétral, le champ magnétique est calculé dans le cas le plus défavorable
(flux statorique et rotorique en opposition dans l'axe direct). Ceci permet d’avoir une
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estimation rapide de la valeur du champ de désaimantation dans les aimants et
d’'introduire une contrainte dans la formulation du probleme de dimensionnement.
L’estimation de ce champ critique dans les aimants est donnée en premiere
approximation par la formule suivante (la démonstration de cette formule est donnée
dans I'annexe IV) :

|Hmax|:k| Z\EﬁRmAL +2(Zg+zg')Bgmax (11.19)
MpS,, (Zyn +2(Z, +Z,)) HoZim

Dans I'équation I1.19, k; représente un coefficient de surintensité tenant compte des
élévations du courant liées aux phénomenes transitoires ou a une mise en défaut. Pour
des raisons de simplicité, nous fixons a k; =1 pour tous les calculs donnés dans ce

document.

1.2.2.11. Calcul des pertes et du rendement

Les tdles ferromagnétiques sont le siege de pertes liées a la variation de l'induction a
laquelle elles sont soumises (pertes fer) qui vont dépendre des niveaux d’inductions
auxquelles elles sont soumises, de la fréquence électrique, du volume et de la caractéris-
tique magnétique des toles utilisées. Les fabricants de tdles ferromagnétiques donnent
des relations simples (de type de I'équation de Steinmetz) ou les coefficients utilisés
dans ces équations sont déduits a partir de mesures. La formule (I1.20) permet ainsi
d’évaluer la densité massique des pertes fer pour des toles F.S; standards :

b c
f)(B
Pre = Preo [f_j (BFG ] (11.20)
0 FeO

f(f =pQ/2r) et Bre sont respectivement la fréquence électrique et I'induction vues

par les tdles ferromagnétiques. Preo (W/kg) correspond a la valeur de la densité
massique de pertes spécifiques établies pour la fréquence caractéristique fy (Hz) et la
valeur caractéristique de I'induction Breo. Les pertes fer sont obtenues en multipliant la
densité massique des pertes fer (Pre) par la masse des toles magnétiques pour chaque
partie du stator (dents ou culasse). Les pertes fer totales de la génératrice en régime
établi se calculent en additionnant les pertes dans les dents et les pertes dans la culasse
statoriques:

P

Fe_dents

xM +P xM

iron_dents Fe_culasse iron_culasse

P. (11.21)

e tot
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Avec Pr, goms €tPre cuase 12 densité massique de pertes fer dans les dents et la culasse
statorique. M, gens €tMiron cuiasse SONt respectivement les masses totales des dents et de
la culasse statorique.

En considérant une résistivité thermique pc, du cuivre, prise constante a 30°C, les
pertes Joule totales (P, ) sont calculées comme étant une fonction du volume de cuivre

total (V,, ) et du carré de la densité de courant J dans les conducteurs (formule I1.22).

u_to

Pt =PeVeu o)’ (11.22)

Le tableau 1.3 donne les parameétres utilisés dans tous le document pour I'estimation

des pertes.
Tableau Il.3. paramétres utilisés pour le calcul des pertes.
Paramétres Valeur Unité
b 1,5 -
c 2,2 -
fo 50 Hz
Breo 1,5 T
Preo 2,5 W/kg
Peu 1,6779x10° Q.m

Le rendement électrique de la machine 7e.c est également évalué. Ce rendement est
estimé en considérant uniquement les pertes fer, Pre o1, €t les pertes Joule Pj«: dans la
génératrice (les pertes mécaniques, les pertes par frottement visqueux dans l'entrefer et
les pertes dans les aimants sont négligées). Ce rendement en génératrice est évalué avec
la formule I1.23.

PJ _tot + PFe_tot (11_23)

Nelec =l-——
! (Tew )+ Q2

11.2.2.12. Calcul de la force électromotrice

Lorsque la génératrice est entrainée a la vitesse Q (rad/s), les ncd conducteurs en
série par encoche coupent le flux provenant des aimants et engendrent une force
électromotrice. Pour un bobinage réparti a pas diamétral a une encoche par pole et par
phase (Spp=1), la valeur efficace du 1'r harmonique de la force électromotrice peut
s’obtenir par I'équation 11.24 :

El:ixkblngDxnCdepxSpprleRmexQ (I1.24)

2
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Avec Bj la valeur créte de 'amplitude du premier harmonique de l'induction dans
I'entrefer. Cette induction est calculée au premier ordre par I'équation II.25 établie en
considérant la forme d’'onde de I'induction créée par les aimants assimilable a un signal

a trois niveaux (ce signal vaut +B, au niveau d'un aimant Nord,-B;, au niveau d'un

aimant Sud et 0 au niveau des lacunes polaires).
B, :iBg sin(ﬁm fj (I1.25)
T max 2

Afin d’améliorer la précision de ce calcul et de pouvoir prendre en compte les phé-
nomenes 2D dans l'entrefer, B; peut étre calculée analytiquement par la résolution par
séparation des variables des équations de la magnétostatique en 2D (I'expression de B;
est développée dans I'annexe II).

Par analogie avec la modélisation de 1¢r ordre, une expression d'un B, équivalent

qui tient compte des effets 2D peut étre utilisée dans I'’équation (II.25). L’expression de

cette induction maximale B, ~équivalente en fonction de la géométrie de la machine est

donnée par I'’équation (I1.26).qui est développée dans I'annexe II. Cette expression prend
en compte les fuites de flux inter-polaires en 2D au niveau du premier harmonique de
I'induction, et donc de la force électromotrice.

L2y
1_ T
) ( i J e ) (126)
Gmax ' Z( Zm z z . '
(,urm +1) L e_z;[%+zg+zg.j . E/J”";B[e_fzm _ e-zr(zg+zg,)]
Mgy

11.2.2.13. Calcul des inductances

Afin d’estimer le facteur de puissance de la machine ou évaluer ses capacités de
pilotage et d’adaptation a la tension, il est nécessaire de calculer I'inductance cyclique
synchrone de la phase (Ls). D’aprés [PyrO1], I'inductance principale d’'une phase se
compose de la somme de I'inductance principale d’entrefer (Lg), de I'inductance de fuite
dans les encoches (Lsiot) (fuites au bord des becs des dents incluses),de I'inductance de
fuite dans les tétes de bobines (Lend) de I'inductance de fuite d’inclinaison des encoches.

Dans ces travaux, nous considérons uniquement des machines avec des encoches
droites, ceci implique un facteur d’inclinaison des encoches nul. Par conséquent
I'inductance de fuite liée a 'inclinaison des encoches est nulle. Bien que le bobinage uti-
lisé dans ce travail soit a pas diamétral a une encoche par pdle et par phase (Spp=1), nous
introduisons une formalisation matricielle avec des fonctions de bobinage notées (W) et
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des fonctions de densité de bobinage dénotées (D). Ce type de modélisation généralisé
est repris de [Scu02], il permet un calcul direct et simplifié des mutuelles inductances et
I'adaptation des procédures de calculs a des bobinages plus complexes. Ainsi, la matrice
inductance d’entrefer Lg, la matrice inductance de fuites d’encoches Lsiot et la matrice
inductance de fuites dans les tétes de bobines Lenda peuvent s’obtenir comme suit :

L, =CL.W'W (11.27)
L, =C. .D'D (11.28)
L., =CL, W'W (11.29)

Avec CgL,CL Ct  les coefficients d’inductance d’entrefer, d'inductance de fuites dans

slot? ~end

les encoches et d’inductance de fuites dans les tétes de bobines. W' et D' sont les
matrices transposées des matrices de bobinage et de densité de bobinage Wet D. La
matrice de bobinage et la matrice de densité de bobinage utilisée est donnée par
I’équation I1.30. Ces matrices sont données, a titre d’exemple, uniquement pour un bobi-
nage définit sur 2 poles (p=1) et a une encoche par pdle et par phase (Syp=1). En fonction
du nombre de pdles de la machine, ces matrices ont Ny, et m colonnes, pour un bobi-
nage a Spp=1.

05 -05 05 1 0 0
05 -05 -05 0 -1
05 05 -05 0 1 0
W= D= (1L30)
05 05 -05 10 0
~05 05 05 0 0 1
~05 -05 05 0 -10

Le coefficient d’'inductance d’entrefer Cg';‘ se calcule par la relation (I1.31) comme

donnée dans [Scu02].

27

C, 2% R ARxncd?x

m_hom slot

(11.31)

Avec ncd le nombre de conducteurs en série par encoche et Ngo: le nombre total

d’encoches de la machine (N, =2p.m.S ).

D’apres [Fog01] et [Scu02], le coefficient d'inductance de fuites dans les encoches est

donné par I'équation (I1.32) ci-dessous :
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Z
Ci. = mpncd? e 5 AR (11.32)
3(1_ﬂt)z—s Iist

D’apres [Mil01], le coefficient d’inductance de fuites des tétes de bobines est donné

pour des tétes de bobines considérées de forme cylindrique par I'équation (I1.33):

2
cL, —#odncd InE 4d —2} (.33)

8 am
Avec d le diametre de la téte de bobine qui vaut d =7=7zD, /(2 p) pour un bobinage
a pas diamétrale a Spp=1.

Le parametre dyn» donné dans I’équation (I1.33) se calcule, selon [Mil01], comme suit :

d,, =0.447, Mlot xK;

Avec A,,la surface d’encoche et ks le facteur de remplissage des encoches,

A%Iot = Zhs'Spp'(l_ﬁt )Ts .
La matrice inductance de phase peut alors s’écrire comme ci-dessous :
Lon =Ly + Lo + Leng (I1.34)

La machine étudiée est triphasée et la matrice inductance des phases va contenir les
éléments suivants :

I-p MlZ M13
Ly=| My L, My, (11.35)
M31 M32 Lp

AvecM,,M;,M,;,M_,M;,,M,,les mutuelles inductances entre les phases
statoriques. Les mutuelles entre phases sont égales (phases identiques et sans présence
de défaut): M, =M, =M,, =M, =M, =M,, =M . Les éléments de la diagonale de la
matrice donnée dans I'équation IL.35, représentent I'inductance propre des phases (Lp).
L’'inductance cyclique synchrone (Ls) d’'une phase se calcule alors comme ci-dessous :

L=L,—M (11.36)

-67-



Chapitre Il : Modélisation multi-physique des génératrices a aimants permanents

11.2.2.14. Calcul du circuit électrique de la phase et du facteur de puissance
au point nominal

On considere le cas ou les deux stators sont alimentés par deux convertisseurs indé-
pendants. Ces deux convertisseurs sont pilotés de maniere identique de fagon a ce que la
moitié de la puissance de la turbine transite dans chacun des stators.

Le circuit électrique d'une phase de la machine sur un seul stator est représenté par
le schéma donné dans la figure 11.14, pour une génératrice a aimants permanents a poles

lisses (en convention générateur)

E (D .

Figure. 1.L14. schéma électrique neutre-phase, la génératrice est a poles lisses.

La résistance statorique de phase rs est ici calculée en considérant la géométrie des
bobines et une résistivité du cuivre donnée a 30°C. Il est a noter que les tétes de bobines
sont considérées assimilables a des demi cercles, nous pouvons alors distinguer deux
résistances constituant la résistance de phase, a savoir la résistance du cuivre actif r, et
la résistance des tétes de bobines rw. La résistance statorique de phase vaut dans ce cas

I, =r,+r, . La résistance du cuivre actif d’'une phase et du cuivre des tétes de bobines

sont données comme :

_ Ia _ Ib
R A T R (A ) ncd

Avec |, la longueur totale des conducteurs actifs par phase de la machine sur un sta-

tor (I, =ARxncd x2p). De la méme fagon, |, est la longueur totale des conducteurs lo-
calisés dans les tétes de bobines mis a plat pour une phase et un stator

(L :%ﬂ.rxncd x2p).

A partir du schéma de la figure 11.14, il est possible de déduire la tension simple de
phase V, en considérant les deux stators pilotés chacun par un onduleur. Cette tension
de phase est donnée par (11.37).

V? =(E-rlcos(y)-X,I sin(n//))2 +(X 1 cos(y)—rl sin(l,y))2 (11.37)
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A la vitesse nominale (), la génératrice est controlée a couple maximal avec )=m et un
courant de phase I (en valeur efficace) en phase avec la force électromotrice E (en valeur
efficace), le facteur de puissance nominal (FP) de la machine a cette vitesse est déduit a
partir de la relation I1.38.

E(Q,)-rI

FP(Qn)=—V(Q ) (11.38)

1.2.3. Equations de dimensionnement de la machine a aimants
permanents a flux radial

Afin de pouvoir comparer les performances de la machine a flux axial a double stator
avec une structure a aimants plus conventionnelle, des modéles semblables a ceux
utilisés pour le dimensionnement de cette machine a flux axial ont été développés et
implémentés pour une machine a AP a flux radial. Pour des raisons de lisibilité de ce
document, les développements liés aux modeles utilisés pour le dimensionnement de la
machine a AP a flux radial ne sont pas décrits. Toutefois, les équations principales
permettant d’obtenir les dimensions géométriques sont présentées dans le tableau I1.4.
Les grandeurs géométriques utilisées pour modéliser la géométrie de la machine a AP a
flux radial sont représentées sur la figure 11.7.

Tableau I1.4. expressions permettant le calcul des dimensions géométriques de la
machine a AP a flux radial.

Définition Symbole | Equation
Epaisseur h hg =k, D, avec k un coefficient qui tient compte de la tenue mécanique de la
d’entrefer ’ machine (kp=2 °/q0) et D; le diamétre d’alésage statorique.
Méme équations que les formules 11.10 a 11.14. il est a noter que I'entrefer ma-
Entrefer addi- h h
tionnel de Carter g gnétique de la machine a flux radial vaut : €, = hg +
Him
—T Y
—(hg+g) (Mm1_1) ~(hy+hy:)
(Mrm+1)Bgmax er —(ﬁer —ZBr
Hauteur des h h _iln Him )
aimants m mo9 n -1
T ~(hg+hy:) (Hm1—1) —(hg+g)
(M +1)B,, [ €7 =t - 2B,

(Hem +1)

Hauteur h h = A
’ S S
d’encoches kf J (1—Bt)
Epaisseur de la R B 1 ﬁ 2R?
| tat h _B TRy %y+_ Holim Aﬁ s

culasse stato- Vs ys — Pm 2
rique 2p By 3 (hm + U (hg + hg.))Sppmp B
Epaisseur de la h_ ~h
culasse rotorique yr w s
Ouverture rela- 5 B, = By n HoMHm \EALnRs
. t t
tive des dents B... (hm L, (hg + hg‘ )) Sppmszat
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Rayon d’alésage R =R
=R +h, +h_ +h
statorique Rs s I
| (Tew)
Longueur active Lm
Lm

de la machine

42k, A B, sm( )‘cos v)|R?

h
Facteur de cor- (hg hom
rection des fuites _ - [T
de flux de bord C3D C3D =1-0,2
des aimants m

Champ magné-

\ﬁ”RsAL (h9+hg')Bgmax

tiqgue maximale Himax |Hmax = k, +

dans les aimants mps,, (hm + L (hg + hg.)) h,
Rendement Moee = PJ_tot + PFe _tot

2 . Helec elec —+ &/ \ ~

électrique <‘|’EM >Q

Le calcul du circuit électrique équivalent de la machine a flux radial s’effectue avec le
méme type de relations que celles données pour la machine a AP a flux axial a double
stator. Les équations utilisées sont donnée dans le tableau II.5.

Tableau II.5. équations électriques de la génératrice a flux radial.

Définition Symbole | Equation

Coefficient L
d’inductance CgL Cg WR L,.ncd*——

d’entrefer

Coefficient

d’inductance de L ) hs
fuites des en- Coot = poncd® | ——————+—= [xL,

CL
coches 3(1_ﬂt )TS IiSt

slot —

Coefficient d.ncd? 4d
d'inductance des | CL Coy = a 2 In -2

tétes de bobines gm

La force électro-
motrice de phase

(valeur efficace | E; E, =—=ky,ncd.gy.2p.S ,.B.L, . RQ
du 1" harmo- \F

nique)

I, 3 |
(ke % Ay )/ncd o= (K, x&izt)/ncd

La resistancg de ‘. r,=r,+r, avec I, = Pey
phase statorique

Tension de phase |, V? =(E-rlcos(y)-X,l sin(z//))2 +( Xl cos(y)—rl Sin(l//))2

(valeur efficace)

Le facteur de
puissance a la
vitesse nominale Ep FP(Qn ) _ s
Q, et pour une
charge nominale
en courant
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I.3. Modélisation thermique

La modélisation thermique est importante dans la mesure ou dans une machine
électrique, les dissipations d’énergie liées aux pertes peuvent conduire a des niveaux de
températures pouvant étre destructeur pour les matériaux de la machine (par exemple
les isolants des conducteurs). Par conséquent, la modélisation thermique est
déterminante lors d’un processus de conception de machines électriques. Le comporte-
ment thermique de la structure conditionne le choix de la charge linéique de courant, de
la densité de courant dans les conducteurs, des classes d’isolants et le dimensionnement
du systeme de refroidissement.

Cette partie présente un modele thermique de la machine a flux axial étudiée en re-
gime permanent établi sous forme de réseau de résistances thermiques. Si I'on se place
en régime établi et que I'on considére que les seuls sources thermiques sont assimilables
aux pertes moyennes sur un cycle électrique au stator (pertes fer et Joule), le domaine
d’étude pour le probléeme thermique présente une périodicité spatiale égale a un pas
d’encoche (largeur d’'une encoche et d’'une dent).

C’est pourquoi, dans un premier temps, la modélisation des transferts thermiques
d’une portion du stator définie sous une largeur d’encoche et puis sous une largeur de
dent sont décrites. Par la suite ces modeles sous les largeurs d’encoche et de dent sont
couplés et complétés pour tenir compte des transferts entre encoche et dent. Des calculs
numériques des températures par EF sous FEMM sont finalement effectués afin de
valider le modele développé.

1.3.1. Modele thermique 1D

Pour établir le modeéle thermique on considere des transferts de chaleur par
conduction et convection en régime permanent. On supposera premierement, que les
flux thermiques générés par les encoches et ceux générés par les dents s’échappent
directement et axialement vers les surfaces de convections latérales (entrefer et
surfaces extérieures latérale des culasses). Par conséquent, dans ce modele 1D les
échanges de chaleur entre les dents et les encoches ne sont pas pris en compte. Ceci
permet donc de traiter indépendamment les échanges thermiques sous une largeur
d’encoche et ceux sous une largeur de dent et d’établir ainsi deux schémas thermiques
indépendants. Cette hypothese tres forte sera modifiée dans la deuxiéme partie en
introduisant un modele incluant les échanges dents/encoches d'une portion statorique
définie sous la largeur d'un pas dentaire.
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11.3.1.1. Modélisation du transfert thermique d’une portion de machine
définie sous une largeur d’encoche

Considérons I’échange thermique ayant lieu au niveau d’une largeur d’encoche, afin
de construire un schéma électrique équivalent. Les éléments de ce schéma sont des
résistances thermiques et des sources de chaleurs qui sont liées aux pertes dans le
cuivre et dans le fer. Les résistances thermiques sont calculées en fonction de la
géométrie et de la disposition spatiale des matériaux par rapport au flux thermique,
comme illustré sur la figure 11.15.

Flux
thermique
Axe x 4
|
]

Eau de mer (surfgce

externe du stator)
]

Fluide coté
entrefer

. ]
Carcasse isolant Ia ‘
culasse de I'eau de rher

B — T N

: - -
! Culasse statorique Isolant Encoche Isolant Résine

: (pertes fer) (pertes Joule) protectrice

Figure. 11.15. représentation des matériaux sujets a des flux thermiques sur une portion statorique défi-
nie sous une largeur d’encoche.

Concernant la modélisation thermique relative a la disposition du matériau par au
flux thermique, la portion statorique d’'une machine a flux axial est assimilable a la confi-
guration illustrée par la figure I.16 [Mel01]. Cette figure montre la modélisation
thermique d’une portion annulaire d'un matériau de largeur angulaire &, dont Acong est la
conductivité thermique. Si cette portion de matiere est sujette a des pertes Phear, un flux
thermique va étre généré et sera modélisé suivant chaque direction dans I’espace par un
réseau de trois résistances thermiques (structure en T) reliées a la source thermique. La
modélisation du transfert thermique suivant la direction axiale (z) pour un matériau
donné (figure 1.16a) est représentée sur la figure 11.16b.
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T
AXxe *\ :

radial ‘V
\
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eat ? ¥ cond

‘\ /’ ll ,"AXEZ |::| R heat
oL ?; 2z
\ [ 1,
‘«—» s
v s
v ,' O
[
\I/, Tl
v
4

(a) (b)
Figure. 11.16. représentation (a gauche (a)) et modélisation (schéma en T a droite (b)) d’un transfert
thermique avec source interne et échange thermique axial.

En considérant un transfert de chaleur unidirectionnel suivant la direction z, les
expressions des résistances thermiques axiales sont données comme suit selon [Mel01],
[RosO1].

I
xconda(rez o r|2)
I

R, = P (11.39)
-
B 3}\‘cond0L(re2 - rlz)

3z

Pour un coefficient de convection hcnv et une surface d’échange convective Scony, les
résistances thermiques modélisant la convection sont calculées comme suit :
1

Ry = = 11.40
conv h S ( )

conv ~conv

Le comportement thermique des surfaces de contacts dii a l'assemblage des
différentes pieces de la machine peuvent étre modélisées par des résistances
thermiques de contacts aux interfaces entre les matériaux. Ces derniéres sont relevées,
généralement, de maniére expérimentales et sont liées a la nature des matériaux utilisés
et a la technologie de mise en pression employée lors du processus d’assemblage. La
fagon la plus intuitive de calculer ces résistances de contacts est de considérer une
résistance thermique de conduction pour une couche équivalente d’air d’épaisseur e’
(cette valeur e’ est liée a la pression d’assemblage et aux types de matériaux utilisés)
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[AskO01]. Dans [Ber01], on trouve un ordre de grandeur pour la valeur de ces résistances

de contacts, celles-ci sont explicitées dans le tableau II.6.

Tableau I1.6. résistances thermiques de contacts, ordre de grandeurs [Ber01].

Re5|§tance de cphtact culasse (fer) / carcasse de 5376 10° 3 2.8 10° K m2W
(tuyere en Aluminium)

ReIS|.stance de <‘:ontact dent (fer) / isolant de 9.09 10 3 6.7 10° K.m2/W
(résine ou polymeére)

En connaissant la résistance thermique de contact entre deux matériaux solides
(rcontact) donnée pour unité de surface en m2, on peut en déduire sa valeur pour une
surface de contact donnée Scontact. Ce calcul est donné par la relation 11.41 :

_ Toontaer (11.41)

contact
S contact

3) Estimation du coefficient de convection sur la surface extérieure du stator

La connaissance des coefficients de convection passe par la détermination du nombre
de Nusselt moyen caractérisant I'’écoulement sur une paroi de géométrie donnée. Ce
nombre adimensionnel est considéré ici comme insensible aux conditions de
température sur la paroi. Cette hypothése est a priori justifiée dans notre cas d’étude,
car I’écoulement est turbulent a Reynolds (Re) élevé et le nombre de Prandtl est proche
de I'unité [Ber01] (convection forcée). De plus, on néglige dans cette premiere approche
la convection naturelle due a la variation de la masse volumique du fluide se situant
entre la paroi (surface de convection) et le milieu ambiant (cas de I'eau de mer a
I'extérieur de la caréne). D’apres [BerOl], le nombre de Nusselt moyen pour une
convection forcée peut étre exprimé sous forme d’une équation générale en fonction du
Reynolds (Re) et du nombre de Prandtl (Pr) comme donné ci dessous.

Nu =c.Re™.Pr" (11.42)

Ou ¢, m, n sont des coefficients corrélés expérimentalement ou par calculs

numeériques pour une géométrie donnée et un régime d’écoulement considéré.

Afin de déterminer ce coefficient de convection forcée entre la caréne et I'’eau de mer

externe, une tuyere de forme cylindrique de diametre D est considéré. En effet sans

tuyere
une connaissance précise de la carene (disposition, géométrie et matériaux), il est diffi-
cile d’effectuer une approximation du coefficient de convection et de la résistance ther-
mique de la carene.

Avec cette hypothese sur la tuyere, D

tuyere

~AR+2l, et la direction de I'écoulement de

I'’eau de mer est supposée perpendiculaire a la paroi de la caréne, cette considération sur
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la géométrie de la caréne est illustrée sur la figure 1.17. De plus, on supposera les
culasses statoriques de la génératrice collées a une caréene métallique pleine. La résis-
tance thermique de la carene est donc estimée en considérant cette géométrie. Cette
géométrie simplifiée se rapproche des carenes profilées qui sont utilisées dans les pro-
jets industriels.

Caréne A

. <--- Tétes de bobines
(tuyeére) --__

- - -- Rotor de la génératrice
Eau de mer

s’écoulant a Dtuyére -
T T~ T™" Stators de la

la vitesse V génératrice

Jante (Rim)

Figure. I.L17. insertion des stators dans une tuyere cylindrique.

En considérant cette forme de caréne, 'expression du nombre de Reynolds est
donnée par I'équation 11.43 :

VE%uMe
Re = —& (11.43)

Ue

L’expression du nombre de Prandtl est donnée par I'équation (11.44) :

pr= e (11.44)
a
Oul oy, = (IL.45)
peau
et g = Lo (11.46)
PeasC*
Avec:

v :la vitesse du courant de marée en m.s'1;
v, :laviscosité cinématique de I'eau (m?.s1);
v, :laviscosité dynamique de I'eau(Pa.s);
Peu 12 masse volumique de I'eau (kg.m3);

a : la diffusivité thermique de I'eau(m?.s1) ;

CP® :la capacité thermique massique a pression constante de I'eau (J.kg.K1).
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Connaissant le nombre de Reynolds et le nombre de Prandtl, il devient possible
d’estimer le nombre de Nusselt moyen avec la formule (I1.47), qui est établie pour un
cylindre trés long a Reynolds compris entre 10<Re< 105 et un nombre de Prandtl
compris entre 0.67<Pr<300 :

Nuex =(0.4.Re"+0.06 Re*'* ) Pr* (11.47)

Le coefficient de convection entre la surface externe de la caréne et 'eau de mer heq

est calculé en connaissant le nombre de Nusselt moyenné sur la surface de la paroi

convective de la caréne Nuex, celui-ci est donné pour le cas de cette paroi cylindrique de
diametre Dyyyere et pour une conductivité thermique Aequ de 'eau de mer a 30°C, par la
formule 11.48 :

P = Uty (11.48)

tuyére
4) Estimation du coefficient de convection dans I’entrefer

Pour calculer le coefficient de convection moyen dans I'entrefer, on posera un certain
nombre d’hypothéses. D’abord, on considere les vitesses de fluide selon les directions
radiale et axiale nulles. Seule la vitesse tangentielle due a la rotation de la turbine est
prise en compte.

(11.49)

Avec N la vitesse de rotation nominale en (tr/min) de '’ensemble génératrice/turbine.
La référence [Ber01] donne une formulation obtenue par des relevés expérimentaux du
Nusselt pour une convection forcée. Elle est donnée dans le cas d'un disque plein
tournant devant un autre disque plein (ce qui correspond a une configuration proche de
celle d'un entrefer d’'une machine a flux axial). Cependant, cette formulation peut
difficilement étre appliquée dans notre cas car I'épaisseur radiale des disques est faible
et la courbure est négligeable. La configuration de I’écoulement dans l'entrefer de la
machine a flux axial est a priori plus proche du cas d’'une plaque rectangulaire qui
évoluerait en face d'une autre plaque fixée et disposée verticalement. La référence
[And01] propose une corrélation du nombre de Nusselt dans un cas proche de cette con-
figuration (formule I1.51). Elle est obtenue pour une paroi verticale en mouvement a
vitesse constante face a une autre paroi fixe et parallele. Cette derniere paroi est le siege
d’un flux thermique constant. Cette corrélation n’a cependant été vérifiée que pour de
I'air et pour un nombre de Reynolds Re inférieur a 1.32.104. A défaut de trouver d’autres
formulations dans la littérature, validées pour un Reynolds supérieur a 10> et pour des
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configurations de I’écoulement proches de la configuration de l'entrefer de notre
machine, nous retiendrons la formule présentée dans [And01] pour estimer le coefficient
de convection forcée au niveau de I'entrefer. Il est a noter que dans notre cas, nous
sommes en présence de valeurs trés élevées du nombre de Reynolds (supérieurs a 10°),
I’écoulement est donc plus turbulent, ce qui peut laisser supposer une convection forcée
plus importante que pour le modele donné dans [And01]. Les calculs menés en utilisant
cette formule conduiront donc ‘a priori’ a une sous estimation des températures (le mo-
dele est a priori pessimiste), a cause de la sous estimation de la valeur du Nusselt.

Le coefficient de Reynolds caractéristique de I'écoulement dans l'entrefer de la
machine se calcule comme suit:

VtZg mec
Re = 0= (11.50)

U

Le nombre de Nusselt moyen peut étre estimé avec la formule suivante issue de
[AndO1] :

NUen =0.024 Re®® (11.51)

Le coefficient de convection dans |’entrefer hey vaut dans ce cas:

R = -lert gy (11.52)

g_mec
5) Calcul des termes liés aux sources thermiques

Le cuivre dans les encoches est le siége de pertes Joule qui sont représentées par une
source thermique Psio: dans le schéma de la figure 11.18. Ces dissipations sont calculées de

maniere classique en connaissant le volume de cuivre dans I'encoche (V) et la

densité de courant J imposée dans ce dernier selon la formule (I1.53):

P

slot

:pCu'VCu/slot‘]2 (1153)

22(1-4,)

Avec: Vg, 4o = kf Ry-ARZ, 2 IO.m.Spp

Les pertes fer dans les dents et les culasses statoriques peuvent se calculer en
multipliant les pertes spécifiques massiques des toles par les masses des dents et des
culasses. Ainsi dans une dent ces pertes fer se calculent comme suit :

P. P,

Fe

x M (11.54)

e_dent = dent
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Avec M, . la masse du fer magnétique dans une dent, qui vaut:

dent

M dent = Vdent X pv_iron

2 x( B, + 1—
:Zhs'AR'Rm'M"‘ Zhb'AR-Rm- (ﬂt pouv_slot( ﬂt))
2pmS,, 2pms,,

\Y

dent

Les pertes fer sur la culasse au dessus d’'une dent sont calculées de la méme maniere
et sont données comme ci-dessous :

P

Fe

P. xM (1L55)

e_culasse_dent — culasse _dent

AvecM la masse de la portion de culasse au dessus d’'une dent.:

culasse _dent ’

M =V

X .
culasse _dent culasse _ dent pv_lron

=Z,ARR 2rxp

\Y -
2pmsS,,

culasse _ dent

De la méme maniere, les pertes fer dans une portion de culasse au dessus d'une
encoche sont calculées comme suit :

PFe_cuIasse_sIot = l:)Fe x Mculasse_slot (1156)
AvecM e sor- 1@ masse de la portion de culasse au dessus d'une encoche. Elle est
donnée par :
Mculasse_slot :chlasse_slot x pv_iron
27x(1- )
chlasse_slot = ZY AI:eRm
2pms,,

Ces pertes fer dans les dents et culasses sont représentées dans les schémas des
figures 11.18, 11.20 et 11.22 par les sources notées Pre dent, Pre_culasse_dent, PFe_culasse slot-

6) Estimation des coefficients de conduction

Les valeurs des coefficients de conduction et des masses volumiques des matériaux
considérés sont données sur le tableau 11.8. Dans les encoches, les conducteurs sont
noyés dans un isolant lors de lI'imprégnation, ce qui rend le milieu hétérogéne. En
considérant des hypothéses sur la forme géométrique des conducteurs, leurs
dimensions et leurs répartitions dans I’encoche, il est possible de calculer le coefficient
de conduction équivalent dans l’encoche via des expressions analytiques simples.
Plusieurs auteurs présentent des formules pour estimer ce coefficient de conduction
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équivalent dans une encoche en fonction du facteur de remplissage (k) [Roh01] [Fan01]
[I[do01]. D’apres [Mel01], le coefficient de conduction thermique équivalent dans
I'encoche est 2 a 3 fois plus élevé que le coefficient de conduction dans I'isolant. Selon

[Che01], le coefficient de conduction thermique (4, ) peut étre théoriquement estimé

par la formule I1.57 en considérant des conducteurs carrés avec une disposition
réguliere dans I'encoche. C’est Cette formule que nous utiliserons dans notre modele.

y
A=A | 1=y + (IL57)
i (1-7)

Avec y = 2k—f
T )

7) Estimation de I'ordre de grandeur des coefficients de convection

A titre d’exemple, on considére la machine donnée dans [Dje02], qui est une machine a
flux axial a double stator dimensionnée pour un cahier des charges d’hydrolienne Rim-
Driven de grande puissance (les dimensions de cette génératrice sont données dans
I'annexe V). On considere également que cette génératrice est insérée dans une tuyere
cylindrique (comme décrit précédemment). Cette génératrice donnée dans [Dje02] va
servir de test pour le modele thermique développé dans cette partie du chapitre. A par-
tir de la géométrie de cette génératrice et de son point de fonctionnement nominal, il est
possible de déterminer les grandeurs hydrodynamiques qui permettent le calcul des
coefficients de convections. Ces grandeurs sont donnés dans le tableau II.7.

Tableau II.7. grandeurs hydrodynamiques retenus pour ’AFPM a double stator dimension-
née pour une hydrolienne Rim-Driven dans [Dje02].

Diameétre de la tuyére Duyere 13.9 cm
Vitesse de marée Vv 2,5 m.s*t
Viscosité cinématique de I'eau de mer a 30°C U, 0,803.10'6 m2s?t
Coefficient de diffusivité a 1.49.10”7 m’.s’
Masse volumique de I'’eau de mer a 30°C Pea 995,6 kg.m'3
Capacité thermique massique de I’'eau de mer Cc? 4170 J.kg'l.K'1
Coefficient de viscosité dynamique de I'’eau de mer a 30°C Uy 799.10° Pa.s
Conductivité thermique de I'eau de mer Aeau 0.618 w.m™tK*
Nombre de Prandtl Pr 5.39 -
Nombre de Reynolds Re 4.32.10° -

Une estimation des coefficients de convection sur la carene et dans I'entrefer pour ces
conditions d’écoulement est également donnée dans le tableau I.8. Ces valeurs sont
obtenues par la méthode décrite précédemment. Elles permettent de montrer 'ordre de
grandeur des valeurs des coefficients de convection susceptibles d’étre obtenus pour
une génératrice immergée dans 'eau.
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Tableau 11.8. coefficients de conduction et de convection et masses volumiques des
matériaux utilisés (donnés a 30°C).

Masse volumique du cuivre Py_copper | 8960 Kg. m™
Masse volumique du fer Py _iron 7700 Kg. m”
Conductivité thermique du matériau ferromagnétique Airon 25 WK m?
Conductivité thermique de la carcasse tuyere (hypothése Aluminium) Acar 182 WK m?
Conductivité thermique de I'isolant Aiso 0,2 WK m?
Conductivité thermique équivalente dans I'encoche Aeq 0,8 w.K m™
.Coefficieint d’éclhange convectif dans I'entrefer (hypothese d’un entrefer hone 4107‘103 WKL m?
immergé dans I’'eau de mer)

Coefficient d’échange convectif avec I'extérieur (eau de mer) hexe 5,04.10° | W.K".m™

8) Systéeme d’équations issu du modéle établi pour une portion de machine définie sous
une largeur d’encoche

Connaissant la nature et la géométrie des matériaux qui sont le siege d'une
conduction de chaleur sous une largeur d’encoche, on peut établir le schéma équivalent
de la figure 11.18 (la signification des résistances thermiques de ce schéma est donnée en

annexe VI).
lot
] ?s @
Teau R34 R R R R R

3 32 3 14 13 12 Rn T
Coté mer &= H M M H  H e 'entrefer

Figure. 11.18. circuit équivalent représentant le transfert de chaleur sur une portion du stator définie
sous une largeur d’encoche, la signification des éléments de ce shéma est donnée en annexe VI.

A partir du schéma de la figure 11.18 un systeme d’équations linéaires peut étre établi.
Ces équations sont écrites sous forme d'un systeme matriciel (relation I1.58), I'inversion
de cette matrice permet de calculer les températures au niveau des différents matériaux
et les flux thermiques les traversant.

1.0 0 0 R, 0 0 ][T,] Tontreter

11 0 0 0 R, 0 [T, 0

01 0 0 0 0 -R,|T, Tea

1 0-10 0 0 0 ||T,|=| -RgPu (IL.58)
010 -1 0 0 0| ¢ —RsPre cutasse st

000 0 -1 1 0 | g Paot

100 0 0 0 -1 1 ||o]| | Prosesor

-80-




Chapitre Il : Modélisation multi-physique des génératrices a aimants permanents

Avec:

Rl = R11 + R12 + R13 + R14
R, =Ry +Rp+Ryu+Ry, (I1.59)
Rs = R3l + Rsz + R33 + R34

9) Températures calculées dans une portion de machine définie sous une largeur
d’encoche

Le modele thermique décrit précédemment sous une largeur d’encoche est utilisé
pour calculer les températures de la machine décrite dans [Dje02]. Le tableau I1.9 suivant
présente les températures moyennes dans les différents matériaux parcouru par un flux
thermique généré dans une portion du stator définie sous une largeur d’encoche. Les
températures moyennes dans les matériaux sont définies comme suit :

T, =(T,+T,)/2

T, =(T,+T,)/2

T, =(T +T)/2 (1L60)
T, =(T,+T,)/2

Totasse = ( Tz + T3)/2

Tableau I11.9. températures calculées par le modele 1D défini sous une largeur d’encoche.

Température du fluide fixée du coté entrefer (le fluide est ici T 30 o
de I'eau) entrefer

Température moyenne de la résine T, 40,7 °C
Température moyenne de I'isolant coté résine T,, 51,4 °C
Température moyenne du bobinage T, 117,5 °C
Température moyenne de l'isolant coté culasse T., 43,5 °C
Température interface isolant/ culasse coté isolant T, 42,3 °C
Température interface isolant/ culasse coté culasse T, 37,6 °C
Température moyenne culasse Toutasse 36,8 °C
Température interface culasse/carcasse coté culasse T, 36,0 °C
Température interface culasse/carcasse coté carcasse T, 32,8 °C
Température moyenne carcasse T 31,9 °C
Température de I'eau coté mer Tou 30 °C

La température maximale calculée dans le bobinage est ici de 117°C (en gras sur le
tableau I1.9).
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11.3.1.2. Modélisation du transfert thermique sur une portion du stator dé-
finie sous une largeur de dent

On propose, dans cette partie, de définir un modele thermique pour une portion du
stator définie sous une largeur de dent. De la méme facon que pour I'étude sous une lar-
geur d’encoche, on va construire un schéma équivalent constitué de résistances
thermiques et de sources de chaleurs dues aux pertes dans la dent et la portion de
culasse magnétique au dessus de la dent. Ces résistances thermiques sont calculées en
fonction de la géométrie et de la disposition spatiale des matériaux constituants une
portion du stator définie sous une largeur de dent de la méme maniére que dans I'étude
précédente. Les matériaux constituant cette portion du stator sont montrés sur la

Flux
thermique
Axe X f

Eau de mer (surface |
externe du stator)

figure 11.19.

Fluide coté entrefer (eau
de mer si I'entrefer est
immergé ou de I'air si

Carcasse isolant la I'entrefer est étanche)

culasse de I'eau de mer

1
. . Résine Axe z
X Culasse statorique au dessus Dent (pertes

1

rotectrice
de la dent (pertes fer) fer) P :

Figure. 1.L19. représentation des matériaux sujets a des flux thermiques sur une portion du
stator définie sous une largeur de dent.

Le modele est constitué d'un circuit thermique comportant des résistances
thermiques de conduction et de convection qui est présenté sur le schéma de la
figure 11.20. La signification des différents éléments de ce circuit est donnée en annexe VI.

:(" 3
Teau RI34 RI33 R'32 T
(Coté extérieur &1 entrefer

(Coté entrefer)
mer)

Figure. 11.20. schéma équivalent modélisant les transferts thermiques dans une portion du stator défi-
nie sous une largeur de dent.
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10) Systeme d’équations du modéle thermique établi pour une portion de machine définie
sous une largeur de dent

Pour calculer les températures au niveau des différents matériaux constituant la dent
et la portion de culasse au dessus de la dent on va résoudre le systéme matriciel suivant,
qui est issu du schéma de la figure 11.20.

10 0 0 R, 0 0T, Tentreter

11 0 0 0 R, 0 [T, 0

01 0 0 0 0 -R,|[|T, Tea

1 0-10 0 0 0 ||[Tyl=| ~RuPr cn (IL61)
01 0 -1 0 0 0 |e —R'%Pre cutasse_dent

000 0 -1 1 0 |o, Pee dent

100 0 0 0 -1 1 |05 | Pr oasedn

Avec:

Rll = Rlll + Rllz + RI13 + R|14
R, =R, +R',, (I.62)
Rls = R'31 + RI32 + Rlss + R|34

Les coefficients de convection et de conduction dans le fer et les isolants sont
identiques a ceux établis pour évaluer les éléments du schéma de la figure 11.18 étudié

précédemment (calcul sous une encoche).

11) Températures calculées pour une portion du stator définie sous une largeur de dent

Le tableau 11.10 représente les températures moyennes calculées par le modeéle ther-
mique établi pour une portion du stator définie sous une largeur dentaire. Le calcul des
températures dans cette portion « dentaire » est effectué pour la machine décrite dans
[Dje02] comme précédemment.

Tableau 11.10. températures calculées par le modele 1D défini sous une largeur de dent.

Température de I'eau coté entrefer (fixée dans le cahier des T 30 °c
charges)

Température moyenne de la résine T, 30,2 °C
Température interface isolant/dent coté isolant T, 30,4 °C
Température interface isolant/dent coté dent T, 30,5 °C
Température moyenne de la dent T, 31 °C
Température moyenne culasse T ostasse 30,4 °C
Température interface culasse/carcasse coté culasse T 30,4 °C
Température interface culasse/carcasse coté carcasse T's 30,2 °C
Température moyenne carcasse T 30,1 °C
Température de I'eau coté mer T 30 °C
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Avec:

T, =(T,+T,)/2

T, =(Ty+T,)/2

Ty=(T+T)/2 (11.63)
T =Tz + T'3)/2

T =(T,+T%) /2

La température maximale dans la portion dentaire étudiée est de 31°C. Si I'on met en
relation les résultats des tableaux I1.10 et du tableau 1.9 (calcul au niveau d'une en-
coche), on constate une différence de température importante entre la paroi coté dent et
la paroi de l'isolant coté encoche. Ceci démontre donc que I'’hypothése consistant a
négliger les transferts de chaleur entre la dent et I'encoche n’est pas réaliste. En effet,
comme le niveau des pertes dans la dent est faible par rapport a I'’encoche, un flux
thermique non négligeable va s’évacuer de I'encoche vers les milieux externes a travers
la dent. La dent va donc contribuer significativement au refroidissement de I’encoche
dans ce cas de figure. Par conséquent, I'évolution de ce modeéle vers un modele tenant
compte de ces échanges thermiques entre dents et encoches va étre considéré par la
suite. Ce nouveau modele permettra d’obtenir une prédiction plus réaliste de la
température maximale dans '’encoche.

1.3.2. Modéle thermique 2D

L’étude menée dans le paragraphe précédent a démontré la nécessité de prendre en
compte les échanges encoches/dents. Nous proposons donc dans cette partie de
compléter le modele précédent en incluant un échange de flux thermique orthoradial
(entre encoche et dent). Plusieurs auteurs optent pour ce type de démarche (par
exemple [Bar01] et [Chi01]) pour construire un modele thermique uniquement sur un
pas dentaire. On va donc construire un schéma thermique sous forme de réseau de
résistances thermiques équivalentes, comme cela a été fait précédemment. Pour mettre
au point ce modeéle 2D, une branche est ajoutée afin de modéliser les transferts
thermiques orthoradiaux. Cette branche permet de relier les deux schémas précédents
(figure 11.18 et figure 11.20) qui représentaient les transferts thermiques dans une portion
dentaire et une portion d’encoche séparément. La figure I1.21 montre le domaine d’étude
considéré dans le modele 2D. Le schéma des résistances thermiques correspondant a ce
domaine est représenté sur la figure 11.22.
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Flux thermique dent/culasse,
dent/entrefer

Axe x f
[}
[}
[}
[}
]
[}
[}

Eau de mer (surface

Fluide coté entrefer (eau
externe du stator)

de mer si I'entrefer est
immergé ou de 'air si
I'entrefer est étanche)

Carcasse isolant la culasse
de I'’eau de mer

Résine
protectrice

Culasse statorique

(pertes fer)
Encoche (pertes Joule)

Axe z

Isolant
encoche

Figure. 11.21. représentation des matériaux sujets a des flux thermiques dans une portion du stator
définie sous une largeur de pas dentaire (encoche et 2 demi-dents)

Tentrefer
(Coté entrefer)

Tentrefer
23 Teo (Coté entrefer)

Teaw o F T+ 3+ 1

Coté mer

Figure. 11.22. schéma par résistances thermiques modélisant les transferts dans une portion du stator
définie sur un pas dentaire.

1.3.2.1. Calcul des résistances thermiques de la branche modélisant le
transfert encoche/dent

D’apres [Vra01], le flux thermique orthoradial (flux entre encoche et dent) peut étre
considéré comme traversant des matériaux de géométrie parallélépipédique. Par
conséquent, les résistances thermiques des matériaux peuvent étre calculées comme
suit:

— 11.64
Scond ( )

cond

Q
5]
>
=
Il
Y
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Avec 1

cond

la conductivité thermique du matériau traversé par le flux orthoradial, |, la

largeur de ce méme matériau et S__, la surface de conduction qui est ici la surface de la

cond

paroi dentaire.

En remplacant les parametres A

ond» Ocong €6 1, par la conductivité thermique et les
dimensions du matériau considéré, on en déduit I'expression des différentes résistances
traversées par le flux orthoradial. Ainsi la résistance thermique orthoradiale du cuivre

(R¢,) estdonnée par:

((@-4)xz/2) (11.65)

RCu = i
Ag  ARXZ

De la méme fagon, la résistance thermique orthoradiale de la dent s’exprime par :

o __1 Bxz)2 (IL.66)
o ARXZ,,

ron

La résistance thermique orthoradiale de I'isolant s’exprime par :

R, = G (1L67)
ﬂ’lso ARXZhs

La résistance thermique orthoradiale due au contact isolant/fer s’obtient par :

rcontact (1168)

R, . =
ct_iso/iron AR " ZhS

Selon [Gra0l], des résistances de contacts doivent étre ajoutées aux sources
thermiques dans la direction orthoradiale pour obtenir une estimation plus réaliste des
températures. La résistance d’interconnexion orthoradiale ajoutée a la source localisée

dans le cuivre est donnée d’aprés [Gra01] comme suit :

R _ u (I.69)
De méme, la résistance d’interconnexion orthoradiale ajoutée a la source localisée

dans la dent [Gra01], est obtenue par :

R —_Rim (1L70)

ct_iron
- 3
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1.3.2.2. Systeme d’équations du modeéle thermique 2D

Pour calculer les températures au niveau des différents matériaux représentés sur un
pas dentaire (figure 1.21), on établit le systéme matriciel a partir du schéma de la

figure 11.22 :

1 0 0 OR,L, O 0O O O O O O O O 0 0 0 Tl [ T verer il
1-10 0 0 -R, 0O 0 0 0 O O O O 0 0 0 | T 0
0100 0 O -R,b, O OO0 0 O O O 0 0 0 || T, T.,

10 -10 0 0 0 -R, 00 0 0 0 O 0 0 0 || T, 0

01 0-10 0 O O O0OOUOTUO O O 0 0 0 || o “RusPre cutase st
00 0 0 0 -1 1 0 0 0 0 0 0 O 0 0 0 || o Pre._cutasse_siot
0000 1 -1 0 -1 00 0 0 0 O 0 0 0 || o 0

00 0 0 O O O -1 0O0 D0 O0 0 O 0 0 1| o Py

00 1 0 0 O O O 0 O0-10 0 0 0 0 -R,|T,|= 0

00 0 0 O O O O 0 OO0 O0 0O O 0 1 -1 ||T, Pre_dent
00 0 0O O O 0O -10 1 0 0 0 0 -Ry, 0 | T, 0

00 00 O0O O O 0O 1 0 0 0R, O 0 0 0 || T, T erer

00 00O0O O O O 1 -10 0 0 -R, 0 0 0 || ¢, 0

00 00O O O O 0100 0 0 -R, O 0 || ¢, T.,

00 0 0O O O O 0 1 0 -1 0 0 0 0 0 | o —R35 Pre. cutase._dent
00 0 0O O O O 00 0 0 -1 1 0 -1 0 || o 0

0o 0o 000 0 0 O OO0 OO0 0O 0 11 0l @ | | Pe e cn

(1L71)

Avec R la résistance thermique orthoradiale équivalente des différents matériaux :

+ RCu " Riso n Rct_iso/ircm + Riron +R

R5 = Rct_Cu 2 2 2 2 ct_iron

(IL72)

Dans ce modeéle dit 2D, les flux thermiques de type radiatifs et les échanges
thermiques localisés au niveau des tétes de bobines ne sont pas pris en compte. Le
modele thermique aura de ce fait tendance a surestimer la température maximale dans
I’encoche. Par ailleurs, le modeéle présenté dans ce chapitre ne permet pas le calcul de la
température dans les tétes de bobines. Or selon plusieurs auteurs [Sta01] [Daj01], la
température maximale dans une téte de bobine peut étre plus élevée que la
température maximale dans I’encoche (et constituer de ce fait la température la plus
élevée de la machine).Pour prendre une marge de sécurité liée au fait que I'on ne calcule
pas la température des tétes de bobines, la température maximale dans I'’encoche (Tmax)
sera dans les dimensionnements effectués limitée a 100°C. Cette valeur maximale est
tres inférieure a la température limite de la classe d’isolation F que l'on supposera
utilisée dans cette étude. Cette classe d’isolant thermique peut supporter une tempéra-
ture allant jusqu’a 155°C comme montreé sur le tableau 11.11.

-87-



Chapitre Il : Modélisation multi-physique des génératrices a aimants permanents

Tableau 11.11. températures des classes d’isolation thermique utilisées dans les machines
électriques (CEI 85 & CEl 34-1).

Classe Température d’isolation
Classe B 130°C
Classe F 155°C
Classe H 180°C

1.3.2.3. Températures calculées par le modéle 2D

Afin d’estimer la validité du modele thermique « 2D » qui prend en compte les

échanges thermiques entre encoches et dents, les températures dans les différentes

parties du stator sont recalculées avec ce modele. Les données utilisées sont également

celles de la machine décrite dans [Dje02] (annexe V). Les résultats sont donnés dans les

tableaux 11.12 et 11.13.

Tableau Il.12. températures au niveau de I’encoche calculées par le modéle 2D.

Température du coté de I'entrefer (entrefer considéré immergé) Tonreter 30 °C
Température moyenne de la résine Ty 34 °C
Température moyenne de l'isolant coté résine T, 38 °C
Température maximale dans I'encoche Tore 64 °C
Température moyenne de l'isolant coté culasse T, 35 °C
Température interface isolant/ culasse coté isolant T, 34 °C
Température interface isolant/ culasse coté culasse T 33 °C
Température moyenne culasse Totasse 32 °C
Température interface culasse/carcasse coté culasse T, 32 °C
Température interface culasse/carcasse coté carcasse T, 31 °C
Température moyenne carcasse T 21 °C
Température de I'eau coté mer Tea 30 °C

Tableau I11.13. températures au niveau de la dent calculées par le modele 2D.

Température de I'eau coté entrefer Tew 30 °C
Température moyenne de la résine T, 35 °C
Température interface isolant/dent coté isolant T, 39 °C
Température interface isolant/dent coté dent T, 41 °C
Température dans de la dent Ty 42 °C
Température moyenne culasse T e 36 °C
Température interface culasse/carcasse coté culasse T 35 °C
Température interface culasse/carcasse coté carcasse T's 32 °C
Température moyenne carcasse T 31 °C
Température de I'eau coté mer T 30 °C
La température maximale calculée par le modeéle « 2D » dans I’encoche est de 64°C

tandis que dans la dent elle est de 42°C. On constate donc des résultats tres différents de

ceux obtenus précédemment avec les deux modeles « 1D » indépendants. Ceci confirme

que les échanges de chaleur entre encoches et dents ne peuvent pas étre négligés. Le
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tableau 11.14 présente les valeurs des différents flux thermiques traversant les matériaux
dans le pas dentaire. On constate qu'une grande partie du flux thermique généré dans
I'encoche s’échappe vers les milieux extérieurs en transitant par la dent (en passant par
les interfaces dents/encoches). Ceci est du a la différence importante entre les pertes
dans I'’encoche et la dent.

Tableau I1.14. densités de flux thermiques calculés sur une portion du stator définie sur un pas dentaire.

Flux thermique échangé avec |'extérieur 0, +0' 6651 W/m2
Flux échangé avec I'entrefer (entrefer immergé) —(p+0') 3358 W/m2
Flux thermique échangé entre une encoche et une dent 05 7052 W/m’

1.3.2.4. Validation du modeéle a réseau de résistances thermiques par un
code numérique EF 2D

Dans cette partie, nous présentons une étude thermique numérique d’une portion
statorique définie sous une largeur de pas dentaire de la génératrice a flux axial a double
stator donnée dans [Dje02] (annexe V). Cette étude est effectuée pour la machine sur la-
quelle les calculs thermiques ont été effectués dans les parties précédentes présentées
dans ce chapitre. Cette étude utilise la résolution par éléments finis de I'’équation de la
chaleur en 2D a l'aide du logiciel FEMM [Mek01] sur un pas dentaire. Des conditions aux
frontieres de type périodiques sur les frontiéres latérales radiales, de type Dirichlet sur
la frontiere extérieure (carene) et sur la frontiere intérieure (entrefer) sont considérées.
Cette étape permet d’appréhender la validité du modele a réseaux de résistances
thermiques développé. Les pertes sont calculées analytiquement et sont introduite dans
I’encoche et les dents.

La figure 11.23 représente une cartographie du champ de température obtenue sur la
section a rayon moyen d'une portion dentaire (dent + encoche), I'ensemble des
matériaux et des coefficients de convection considérés dans le modéle thermique
analytique 2D sont intégrés comme des entrées dans le logiciel, ainsi que les dimensions
de la machine [Dje02]. La température maximale calculée sous FEMM (calculs EF2D) est
de 65°C, alors que la température prédite par le modéle thermique analytique proposé
est de 64 °C. Comme on peut le relever a partir de la figure 11.23, I'’écart sur le calcul de la
température maximale dans I’encoche est inférieur a 2% entre le modele analytique
développé et le calcul numérique obtenu sous FEMM. Ce résultat valide le réseau de
résistances thermiques proposé. Le modéle numérique comme le modeéle analytique
repose sur des hypotheses similaires de flux thermique 2D. Ces deux éléments
expliquent la tres bonne concordance des calculs. De plus, dans ce calcul par éléments
finis comme dans le calcul a l'aide du réseau de résistances, les coefficients de
convections introduits dans le code numérique sont estimés analytiquement (équations
[1.47 et I1.51). Une validation numérique plus rigoureuse du modele thermique
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nécessiterait la mise en ceuvre d'un calcul plus complexe avec le couplage du calcul
thermique par élément finis 2D avec un modele de calcul numérique d’écoulement.

3.384e+002 : >3.402e+002
3.365e+002 : 3.384e+002
3.347e+002 : 3.365e+002
3.329e+002 : 3.347e+002
3.310e+002 : 3.329e+002
3.292e+002 : 3.310e+002
3.273e+002 : 3.292e+002
3.255e+002 : 3.273e+002
3.237e+002 : 3.255e+002
3.218e+002 : 3.237e+002
3.200e+002 : 3.218e+002
3.182e+002 : 3.200e+002
3.163e+002 : 3.182e+002
3.145e+002 : 3.163e+002
3.126e+002 : 3.145e+002
3.108e+002 : 3.126e+002
3.090e+002 : 3.108e+002
3.071e+002 : 3.090e+002
3.053e+002 : 3.071e+002
<3.034e+002 : 3.053e+002

. Density Plot: Temperature (K)

Figure. 11.23. cartographie de la température sur une section a rayon moyen d’une portion du stator définie
sous une largeur de pas dentaire (calculée avec FEMM [Mek01]).

Le modele thermique de la machine a aimant permanent a flux radial n’a pas été
présenté dans ce chapitre, principalement pour des raisons de lisibilit¢ du document.
Toutefois, un modele thermique par réseaux de résistances thermiques de méme degré
de complexité a été développé et implémenté. Ceci dans la perspective de le coupler avec
le modele électromagnétique correspondant qui lui a fait 'objet d’'une breve présenta-
tion dans ce chapitre (tableau I1.4 et tableau II.5). Pour plus de détails, nous renvoyons
les lecteurs a la référence [Dro01] ou un modele similaire a été décrit pour une machine a

aimants permanents a flux radial accouplée a une turbine en Rim-Driven.

11.4. Conclusion

Dans ce chapitre un modele électromagnétique et un modele thermique sont
présentés. Ils permettent d’effectuer le pré dimensionnement d’'une machine a aimants
permanents a flux axial a double stator. Ils sont applicables a des machines de grand
diameétre prévues pour étre utilisés pour une application hydrolienne. Le modéle
électromagnétique développé est un modele analytique, ou les effets de courbure sont
négligés, les effets de bord aux extrémités des aimants sont toutefois pris en compte au
premier ordre par un facteur correctif établi de maniere empirique a partir d’'une série
de calculs numériques. Ce modele va permettre de calculer les dimensions et les
parametres électriques d’'une génératrice a flux axial a double stator correspondant a un
point nominal de fonctionnement caractérisé par une vitesse de rotation et une
puissance électromécanique (et donc un couple nominal). Les équations d’'un modele
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électromagnétique similaire a celui de la machine a flux axial ont également été brieve-
ment présentées pour les machines a flux radial. L’utilisation de ce modele permettra,
dans la suite, le pré dimensionnement de machines a flux radial et la comparaison avec
des structures a flux axial pour des cahiers des charges donnés.

Le modele thermique proposé permet, a partir de la géométrie et des valeurs des
densités de courant d’'une machine donnée, de calculer les températures des différentes
parties de la structure. Ce modele est basé sur I'établissement d’'un réseau de résistances
thermiques pour une portion de la machine définie sous une largeur de pas dentaire. Ce
modele prend en compte, en régime permanent et au premier ordre, les échanges
thermiques axiaux dans l'entrefer et sur la surface extérieure du systéeme, ainsi que les
échanges orthoradiaux entre les dents et les encoches. Il prend en compte les spécificités
liées a I'immersion de la machine. On constate par exemple que les coefficients de
convections a la surface de la carene et dans 'entrefer sont relativement élevés par
rapport a ceux pouvant étre rencontrés lorsque le milieu ambiant est de l'air. Par
ailleurs, des calculs thermiques par éléments finis 2D ont permis de montrer une bonne
précision du réseau de résistances thermiques développé.

Dans les chapitres qui suivent, les modéles développés dans ce chapitre vont faire
I'objet de validations plus approfondies via des calculs numériques complémentaires
avant d’étre utilisés pour dimensionner des machines a flux axial et des machines a flux
radial pour des cahiers des charges d’hydroliennes. Ces dimensionnements vont servir a
analyser les performances et les spécificités de ce type de machines. D’autre part ceci
permettra d’effectuer des comparaisons de plusieurs topologies de génératrices pour
différents cahiers des charges d’hydroliennes et ainsi dégager des tendances pour la
conception des génératrices pour ce type d’applications.
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Chapitre 3

lll. Validation des modeles et étude de
génératrices a aimants permanents pour des
cahiers des charges d’hydroliennes

l1l.1. Introduction

Dans ce chapitre, les modeles analytiques présentés dans le chapitre II sont associés
dans une procédure d’optimisation. La formulation du probleme d’optimisation, la
définition des variables, la fonction objectif et le calcul des contraintes sont exposés. Puis
le résultat de l'optimisation d’'une génératrice a AP a flux axial a double stator est
présenté pour un cahier des charges typique d’hydrolienne Rim-Driven. Ce calcul est
utilisé pour la validation des modeles développés. La vérification des modeles utilisés
est effectuée par des calculs par éléments finis 3D et 2D. Des études de sensibilité vien-
nent compléter ces éléments de validation.

Dans un deuxieme temps, afin de donner des éléments de comparaison concernant
les topologies de génératrices et le mode d’accouplement avec I'hélice, plusieurs calculs
de génératrices sont effectués. Ainsi des génératrices a flux axial a double stator, a
simple stator et des génératrices a flux radial sont calculées pour des cahiers des
charges d’hydroliennes pour des intégrations de la machine en « Rim-Driven » et en
« POD ». L’influence des contraintes imposées sur le rendement et le diameétre extérieur

maximal de la génératrice sont également analysées.
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l11.2. Méthodologie de dimensionnement et
formulation d’un probleme d’optimisation

l11.2.1. Parameétres fixes et variables d’optimisation

Afin de faciliter la distinction entre les parametres de conception relatifs au cahier
des charges et des variables, deux vecteurs spécification Sm et St sont introduits
(relation I1I.1). Cette écriture vectorielle permet de simplifier 'implémentation en
réduisant le nombre d’entrées dans les procédures utilisées. Les vecteurs Sm et St ne
comportent que des grandeurs qui restent constantes durant le processus
d'optimisation. Ces deux vecteurs traduisent respectivement les spécifications du
modele électromagnétique et thermique (les valeurs correspondantes sont indiquées
dans les tableaux II1.1 et II1.2). Pour illustrer ce formalisme les parametres les plus signi-
ficatifs contenus dans les vecteurs Sm et St sontdonnés par I'équation III.1. Vu le nombre
important de parametres la relation III.1 n’est pas totalement exhaustive.

Sm:|:<TEM> RO Q m SPP Bm kf A4 Br Bsat HCj :IT

(I11.1)
S, :I:Tmax Ta Pou Bro Pro Peaw Peond Peaw C° Vg Vo ]T

En considérant I'ensemble des spécifications (Sm et S¢), la procédure d’optimisation
vise a déterminer les dimensions d'une génératrice pour optimiser un ensemble
d’objectifs et respecter un ensemble de contraintes. Cette optimisation utilise les
modeles analytiques décrits au chapitre II et les hypotheses de I'étude. Les modeles sont
formulés (Chapitre II) de maniere a calculer la géométrie (vecteur g donné par
I'équation II1.3) de la génératrice a partir de la connaissance de cinq variables
d’optimisation qui sont: la densité linéique de courant au stator A, (A/m efficace), la
densité de courant efficace dans les conducteurs | (Aeff/mm?2), I'induction maximale
créée dans l'entrefer Bgmax (T), le nombre de paires de pbles (p) et le nombre de
conducteurs en série par encoche (ncd). Ces cinq variables sont les composantes du
vecteur X présenté dans 1'équation II1.2.

T

X [AL J B, p ncd] (I11.2)

g = [Re th Zhs ZY Bt ]T (1113)

Pour un jeu de valeurs de ces 5 variables, le vecteur g peut étre calculé par inversion
partielle du modeéle électromagnétique. Les composantes du vecteur g sont
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respectivement le rayon externe R., la hauteur de I'aimant Z,n, la hauteur d’encoche Zjs,
I'épaisseur de la culasse statorique Zys, et 'ouverture relative des dents f.

En effet, le modeéle électromagnétique donné dans le chapitre II a été formulé de ma-
niere a établir ces dimensions géométriques a partir des éléments du vecteur x et des
spécifications. A titre d’exemple I'’équation II.15 permet cette inversion sur le calcul de la
hauteur d’aimants. Le schéma de principe de l'inversion du modele électromagnétique
est présenté a la figure 111.1.

4 )

St — | Modéle électromagnetique g

- /

Figure. lll.1. entrées et sorties du modéle électromagnétique.

Il est a noter que les parametres et la formulation du probleme d’optimisation sont
présentés dans cette section uniquement dans le cas d’'une génératrice a AP a flux axial a
double stator. Une mise en équation similaire a également été élaborée pour le cas d'une
génératrice a flux radial et pour le cas d’'une génératrice a flux axial a simple stator.

111.2.2. Formulation du probléeme d’optimisation

111.2.2.1. Fonction objectif

Dans cette partie, les modeles présentés dans le chapitre Il sont associés dans une
procédure d’optimisation visant un dimensionnement optimal des génératrices a AP a
flux axial et a flux radial. Les modéles sont associés pour résoudre un probléme
d’optimisation visant a minimiser le colit total des parties actives (cuivre, fer, aimants).
Le colt est calculé en multipliant les masses des parties actives par les prix au
kilogramme définis dans les spécifications des matériaux utilisés. Ceci permet
d’effectuer une comparaison des colits des parties actives des génératrices pour
plusieurs cahiers des charges. Les colits d’'usinage et d’assemblage, difficiles a estimer
précisément, ne sont pas inclus dans la fonction coiit notée C(x). Cette fonction objectif
traduit donc uniquement le colit des matériaux actifs. La valeur de la fonction objectif
C(x) s’obtient en fonction du vecteur g (géométrie) et donc de x pour des vecteurs spéci-
fications donnés, comme présenté a I'équation 111.4 :

-95-



Chapitre Il : Validation des modéles et étude de génératrices a aimants permanents pour
des cahiers des charges d’hydroliennes

C(X) = M (X)Ccopper + M (X)C + M magnet (X)C

iron

copper iron magnet (I 11 4)

M; et C; représentent respectivement les masses (kg) et les prix par unité de masse
($/kg) des matériaux actifs utilisés a savoir le cuivre, le fer et les aimants. Cette
minimisation du coflit est menée sous contraintes. Ces dernieres sont explicitées dans les
paragraphes qui suivent.

111.2.2.2. Contraintes sur le nombre de paires de poles.

Augmenter le nombre de podles de la machine réduit le flux par pdle et permet de
diminuer les épaisseurs des culasses. Cependant I'augmentation de ce nombre de paires
de pdles se traduit également par une augmentation de la fréquence électrique. Cette
fréquence est limitée selon la qualité des toles magnétiques a quelques centaines de Hz
(pour les tdles standards). une premiére contrainte sur le nombre de paires de poles
maximum (pmax1) est considérée afin de limiter la fréquence électrique a une valeur fmax.
Elle permet d’éviter des pertes fer excessives et de rester dans le domaine de validité du
modele utilisé pour le calcul des pertes fer. Cette contrainte est explicitée par la relation
suivante :

2rf

Praxt = Qmax (II1.5)

Q) est la vitesse mécanique de rotation de la génératrice (rad/s) définie au point de
base (vitesse nominale).

Pour obtenir un facteur de forme réaliste des dents, un rapport noté R entre la
hauteur de la dent et sa largeur est défini. Ce rapport ‘R est calculé a partir de la
relation II1.6. Selon [Li01], ce rapport doit étre compris dans la plage Re [Rmin, Rmax] =

[4,10], pour éviter des vibrations mécaniques excessives.

A x2pmS,
kI (1-B,)B x27R

(11L6)

Respecter le rapport maximal Rmax, conduit a introduire une deuxiéme contrainte sur
le nombre de paires de poles maximal (pmaxz). Cette contrainte permet de limiter le
nombre de paires de poéles afin d’éviter d’obtenir des dents avec des rapports de forme
excessifs (dents trop fines). Cette seconde contrainte sur le nombre de paires de pdles
maximal (pmaxz) est donnée par la relation IIL.7.
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27R
ERmax XBtX( nﬁmspp]

pmax2 = (1117)

Seoun)

Le nombre maximal de paires de poles admissible est ensuite introduit dans

'algorithme d'optimisation en tant que contrainte non linéaire par la relation II1.8.
p_min(pmaxl’ pmaxz)go (HIB)

En considérant le rapport minimal du facteur de forme des dents Rmin, une contrainte
supplémentaire est définie pour fixer une limite inférieure au nombre de paires de podles
(pmin1). Cette contrainte permet d’éviter I'obtention de dents trop courtes. Elle est
introduite dans 'algorithme d’optimisation par les relations I11.9 et 1I1.10.

(A/kﬂ (1-B, )]

—P+ Py <0 (I11.10)

(11L.9)

pminl =

11.2.2.3. Contrainte sur la température

Une autre contrainte concerne le comportement thermique de la génératrice. La
température dans I'encoche Tenc(X) doit étre inférieure a la température maximale Tpmax,
permise par la classe des matériaux isolants dans les encoches. Le calcul de la
température dans I’encoche est effectué via le modéle thermique décrit au chapitre pré-
cédent. Tenc(x) est ainsi calculé pour chaque jeu de variables x. Cette contrainte est
introduite dans I'algorithme d’optimisation par I'équation I11.11.

T, (X)-T, <0 (111.11)

111.2.2.4. Contrainte liée a la désaimantation des aimants

Le champ magnétique dans les aimants est évalué en considérant le cas le plus cri-
tique pour la désaimantation des aimants. Ceci correspond au cas ou le flux créé par les
courants statoriques a leur valeur nominale s’oppose au flux créé par les aimants (flux
rotoriques et statoriques soustractifs). La valeur absolue du champ magnétique maximal
dans les aimants dans cette configuration, est évaluée par la fonction |Hmax(X)| (équa-
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tion I1.19). Les valeurs obtenues par |Hmax(X)| doivent étre inférieures a la valeur du
champ coercitif Hg, afin d’éviter une désaimantation des aimants. Cette contrainte est
formulée par la relation I11.12.

[H o 09|~ |Hg | <0 (111.12)

111.2.2.5. Contrainte sur le rendement de la génératrice

Le rendement électrique de la génératrice neec(X) doit étre supérieur a une valeur
minimale Nejecmin fixée. Cette contrainte est introduite par I'équation III.13. Elle permet
de garantir un rendement électrique minimal de la génératrice.

Melec (X) Nt <0 (Hll 3)

'min

111.2.2.6. Contrainte sur la tension de phase (adaptation a la tension du
convertisseur)

Une contrainte égalité sur la tension neutre-phase de sortie de la génératrice est
introduite par la relation I1114. Cette contrainte permet d’assurer I'égalité entre la
tension efficace de phase de la génératrice V(x) et la tension maximale (en valeur effi-
cace) autorisée par le convertisseur (Vmax) au point de fonctionnement nominal (vitesse

nominale).

V(X)-V,, =0 (I11.14)

111.2.2.7. Contrainte sur le facteur de puissance

Le facteur de puissance FP(x) doit étre supérieur a une valeur minimale FPpn. Cette
contrainte permet de limiter la puissance apparente dimensionnant le convertisseur.

Elle est prise en compte par la relation III.15.

-FP(x)+FP_, <0 (II1.15)

111.2.2.8. Contraintes géométriques supplémentaires

Une contrainte non linéaire sur le facteur de forme des aimants est prise en compte.
Ceci permet par exemple d’éviter d’avoir des aimants trop épais (dans I'axe du flux). Ces
contraintes non linéaires sont renforcées par des contraintes sur les épaisseurs de
culasses et la largeur de dent minimales, afin d’éviter des culasses trop fines. Ces con-
traintes de forme sont liées a la rigidité mécanique de la machine. Des contraintes
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géométriques liées a l'intégration de la génératrice dans la nacelle sont également
introduites dans le cas des cahiers des charges en POD.

En plus des contraintes non linéaires, des bornes sur les variables permettent de
délimiter I'espace des solutions dans un domaine réaliste ou les solutions sont faisables
(relation II1.16).

A, A

LB<Xx<UB < |Bgma  |<|Bymax |<| Blomex (111.16)
Prminz P Praca
ncd,;, ned ncd,,.,

11.2.2.9. Présentation synthétique du probléme d’optimisation

La relation II1.17 qui reprend les différentes contraintes et la fonction objectif pour
présenter synthétiquement le probléme d’optimisation étudié. Dans les calculs des
géneératrices qui suivent, ce probleme d’optimisation est implémentée sous MATLAB®
optimization toolbox ou la fonction fmincon est utilisée. Cette fonction est notamment
basée sur I'algorithme du ‘SQP’ (Sequential Quadratic Programming).

X" = minHC(x)H

xeX
V (X) =V =0
Tenc(X)_T <0

[H o 09| =|Hg| <0

“Nelec (X) + Netec,;, <0
“FP(X)+FP, <0

p- mm( pmaxl' pmaxz) <0
=P+ Py <0
LB<x<UB

(111.17)

111.3. Validation des modeles de dimensionnement

111.3.1. Définition d’un cahier des charges

Pour les hydroliennes Rim-Driven, ou la machine est disposée a la périphérie des
pales, le rayon interne de la machine, le couple mécanique et la vitesse de rotation sont
naturellement imposés par la topologie de 'hydrolienne. La disposition de la génératrice
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en Rim-Driven est illustrée sur la figure I11.2 issue de [Dje03] et [Dro01]. En négligeant les
pertes d’origine mécanique et visqueuse dans l'entrefer, le couple électromagnétique
nominal de la génératrice est considéré comme égal au couple de la turbine, il est donné
par I’équation I11.18 :

(Tew)=Q (111.18)

: carcasse de la caréne

: circuit magnétique statorique ;
: isolant statorique coté entrefer ;
: isolant rotorique coté entrefer ;
: aimants permanents ;

: culasse rotorique ;

: Jante ;

POOOOOOO

: turbine ;

Figure. 111.2. disposition des parties actives de la génératrice pour un cahier des charges Rim-Driven
(illustré pour une machine a AP a flux radial) [Dje03], [Dro01].

Nous retenons dans ce cas d’étude les spécifications de I'hydrolienne Seaflow. Il s’agit
d’'une des premieres hydroliennes pré industrielles. Elle a été installée au nord des cotes
du Devon en Angleterre en 2003. La turbine a une puissance nominale de 300 KW pour
un diametre de 11m et une vitesse de rotation nominale de 15 tr/min. Ces
caractéristiques sont obtenues pour des courants de marées de 2,5 m/s [Seaflow01].
Comme pour tous les cas étudiés dans cette these, la génératrice est supposée associée a
un convertisseur a IGBT commandée en MLI qui permet un controle des courants dans
les bobinages de la génératrice et son pilotage en vitesse variable. Nous considérons
qu’au point nominal, les forces électromotrices et les courants d’induit sont en phase. La
génératrice est alors contrélée a =0 ce qui correspond a une stratégie de pilotage a
couple maximal par ampere (ou en Anglais « Maximum Torque Per Ampere control :
MTPA »).

Le Tableau IIl.1 donne les parametres qui sont fixés pour le dimensionnement de la
génératrice a aimants permanents (AP) a flux axial a double stator, que nous proposons
de dimensionner pour un cahier des charges de type Rim-Driven. Les génératrices
dimensionnées pour des cahiers des charges de type Rim-Driven sont caractérisées par
un grand entrefer et une longueur active faible qui sont liés au trés grand diameétre
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imposé par I'hélice [Dje03]. Ce cahier des charges représente donc un cas test pertinent
pour valider le modele électromagnétique développé. En effet les génératrices
dimensionnées pour ce cahier des charges vont présenter des taux relatifs de fuites de
flux magnétiques inter-polaires et de fuites de flux aux extrémités des aimants (fuites
3D) importants.

Tableau lll.1. grandeurs structurelles de la génératrice et spécifications fixées dans le cahier des

charges.
Puissance mécanique nominale de la turbine (transmise a la génératrice) | P, 300 kw
Vitesse de rotation nominale de la turbine N, 15 tr/min
Couple nominal de la turbine Q 191 kN.m
Diameétre de la turbine (hélice) Ry 5,5 m
Rayon magnétique interne de la génératrice R; 5,5 m
Epaisseur relative de I'entrefer en proportion du diameétre de la machine | kp 2% -
Entrefer mécanique hy 2xkpxRy | m
Angle électrique entre FEMs et courants (commande MTPA) 1) 0 rad
Nombre de phases m 3 -
Nombre d’encoches par pole et par phase Spp 1 -
Epaisseur de I'isolant du stator du coté de I'entrefer Cisolant 2 mm
Longueur des tétes de bobines Ltgte_bobines | TD/4p | m
Coefficient de remplissage des encoches ks 0,5 -
Ouverture relative des aimants LS 0,66 -
Température maximale admissible dans I’'encoches Trax 100 °C
Rendement électrique minimal admissible Nélec 0,96 -
Facteur de puissance minimal admissible a la vitesse de rotation de base | FP 0,9 -
Tension simple de phase (valeur efficace au point nominal) Vmax 690 \Y
Température de I'eau de mer Teau 30 °C
Epaisseur minimale des culasses statorique et rotorique hy, min 1 cm
Largeur minimale des dents W, min 1 cm
Rapport minimal entre la hauteur et la largeur de dent R in 4 -
Rapport maximal entre la hauteur et la largeur de dent R o 10 -

De plus, dans l'étude présentée, nous considérons les matériaux actifs suivants
(tableau 111.2) :

e Les aimants permanents (matériau magnétique dur) sont de type Néodyme-Fer-Bore
a haute énergie ;
e Les matériaux magnétiques doux sont des téles magnétiques standards ;

e Les bobinages sont répartis a pas diamétral et les conducteurs sont constitués de

cuivre.

Les propriétés des matériaux constituant les parties actives sont données dans le
tableau suivant:
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Tableau lll.2. parametres technico-économiques des matériaux utilisés.

Aimants permanents (NyF.B)
Induction rémanente B, 1.22 T
Champ coercitif H 1208 kA/m
Masse volumique Pwagnet | 7400 kg/m3
Prix Cagnet | 115 S/kg
Toles ferromagnétiques F.S;
Fréquence de fonctionnement Selec 50 a 400 Hz
Induction d’apparition de la saturation | B 1.48 T
Pertes spécifiques des tbles a 50Hz Preo 2.5 W/kg
Perméabilité relative - 5000 -
Masse volumique Piron 7700 kg/m3
Prix Ciron 1 S/kg
Cuivre a 20°C
Résistivité électrique Pcu 1.6779x 10° | Q.m
Masse volumique Pcopper | 8960 Kg/m3
Prix Ceopper | 7.8 S/kg

111.3.2. Dimensionnement d’une génératrice

Une génératrice est dimensionnée en résolvant le probléme d’optimisation présenté
précédemment pour le cahier des charges présenté dans cette section. Les dimensions et
les indicateurs de performance de la génératrice a flux axial a double stator ainsi calcu-
lés sont donnés dans le tableau I11.3. La figure 111.3 montre une représentation a I'échelle
de la génératrice calculée sur une paire de poles définie au rayon moyen. La figure I1l.4
présente une vue 3D a I’échelle d’'une portion des parties actives de cette génératrice. La
figure lll.5 donne une vue d’ensemble des parties actives. La valeur de l'entrefer est
élevée. Ceci est dii au tres grand diametre de la génératrice (11m). La génératrice
posséde également une tres faible longueur active qui se traduit par un faible encom-
brement radial.

Tableau lll.3. génératrice a flux axial a double stator dimensionnée en Rim-Driven.

Génératrice a flux axial a double stator associée en Rim-Driven (300 kW)
Densité de courant efficace dans les J 1,865 A/mm?
conducteurs
) Dep5|te linéique de courant au stator (valeur A, 19520 A/m
x| efficace)
Induction maximale d’entrefer Bgmax 0,422 T
Nombre de conducteurs en série par encoche | ncd 8 -
Nombre de paires de poles p 182 -
Rayon magnétique externe de la génératrice | R, 5,586 m
Rayon magnétique interne R; 5,5 m
Rayon externe total (avec tétes de bobines) Re tor 5,7035 m
N Longueur active (épaisseur radiale) AR 8,60 cm
g Epal.sseur radiale totale (avec tétes de i 20,343 om
bobines)
Rayon moyen Rm 5,543 m
Largeur de pble définie au rayon moyen T 9,57 cm
Ouverture relative des dents Bt 32 %
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Epaisseur de la culasse statorique Zy 1 cm
Profondeur d’encoche Zhs 3,1 cm
Epaisseur d’aimants Zhm 16 mm
Entrefer (aimant/stator) Z, 11 mm
Tension simple (valeur efficace) v 690 \Y
Force eIectric:rmotrlce .a vide (f.e.m) (valeur E, 642,544 v
efficace au 1 harmonique)

Courant de phase (valeur efficace) / 77,8 A
Facteur de puissance a la vitesse de base FP 0,9 -
Résistance statorique re 0,2768 Q
Inductance cyclique Ls 13,5 mH
Réactance synchrone X5 3.859 Q
Rendement éléctrique Nelec 0,96 -
Champ maximal dans I'aimant Hoax 0.609 MA/m
Temperature maximale dans I’encoche Tenc 45 °C
Pertes Joule P, 5,029 kw
Pertes fer Prer 0,97 kw
Co(t total des parties actives - 39,99 kS
Masse totale des parties actives - 1467,5 kg
;ar:);n(:: fuites 3D du flux magnétique des | 10.04 %

1
111411

Figure. lll.3. dessin a I’échelle de deux pdles de la génératrice a AP a flux axial a double stator calculée
(cahier des charges Rim-Driven).

Figure. lll.4. vue d’une portion de la circonférence de la génératrice a AP a flux axial a double stator
calculée (cahier des charges Rim-Driven).
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Figure. lll.5. représentation a I’échelle du volume des parties actives de la génératrice a AP a flux axial
a double stator calculée (cahier des charges Rim-Driven).

111.3.3. Validation du dimensionnement électromagnétique

Afin de vérifier la validité du modele électromagnétique analytique développé, des
calculs par éléments finis 3D et 2D en magnétostatique sont effectués. La géométrie de la
génératrice a AP a flux axial a double stator, calculée au paragraphe précédent est
utilisée pour effectuer ces calculs par éléments finis 3D et 2D. Les calculs par éléments
finis sont effectués en considérant dans les codes de calcul une caractéristique des maté-
riaux doux (B(H)) linéaire avec une perméabilité relative de 5000 ce qui permet de se
rapprocher des hypotheses du modéle analytique ou la perméabilité des matériaux ma-
gnétiques est supposée infinie. Le calcul est effectué dans les 2 cas sur un poéle grace aux
propriétés d’anti-périodicité du champ.

111.3.3.1. Validation par EF 3D du calcul des flux a vide, de la FEM et du
couple électromagnétique

Le maillage utilisé en 3D dans les parties actives et I'entrefer est montré sur les
figures Ill.6.a et 11l.6.b. Une densité de maillage importante est utilisée dans I'entrefer afin

d’obtenir une bonne précision sur le calcul des niveaux d’induction d’entrefer.

(a) (b)
Figure. lll.6. représentation du maillage sur un pdle de la génératrice, (a) maillage du circuit
magnétique et de I'aimant, (b) maillage de I'entrefer.
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La figure 1.7 montre les niveaux d’induction en 3D au sein de la portion de
génératrice étudiée. Ce calcul est effectué pour une position ou I'axe du pdle rotorique
(aimant) est aligné sur l'axe d’'une encoche. La figure figure Il.7 met en évidence des
niveaux d’induction dans les culasses magnétiques de 'ordre de 1,2 T a 1,3 T, ce qui est
légérement en dessous de la valeur spécifiée.

BLT]
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2735e+008
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Figure. l1l.7. distribution de I'induction sur un pdle.

La figure 111.8 montre la distribution de I'induction sur une surface définie sous le pole
a la surface interne du stator (interface avec I'entrefer). On peut relever sur cette figure
que les niveaux d’induction sont les plus élevés au milieu (a une demie longueur active)
et ils baissent aux extrémités de la machine(rayons intérieur et extérieur). Cette chute
d’'induction est due aux fuites de flux aux bords de la machine(fuites d’extrémité 3D).

BLT]

&, 8687e-081
8. 3144e-EE1
7. FEEZe-0E1
7. 2859-0a1

6. 6516e-081
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4. 434Ee-EE1
3. 5863e-0a1
3. 3260e-BE1

2, 7718e-001

2, 2175e-0@1
1. 6632e-001
1. 1898e-001
5.5471e-BEZ
4. 9916=-285

Figure. 111.8. distribution de I'induction sur la surface du stator face au péle.

Le flux sous pole a vide vue par une spire est relevé a partir du calcul numérique 3D
en magnétostatique sur toute une période avec un pas de 5° électrique. La figure 111.9
montre une bonne concordance entre la caractéristique du flux relevée par éléments
finis 3D et la caractéristique du flux calculée par le modéle analytique. Les
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caractéristiques de la force électromotrice par phase calculées a partir des deux
caractéristiques de flux sont représentées sur la figure I11.10. Ces 2 caractéristiques de la
force électromotrice sont concordantes sur toute la période. Toutefois, on peut
remarquer la présence d’harmoniques supplémentaires sur la courbe de la force
électromotrice calculée par éléments finis 3D. Ces harmoniques additionnels peuvent
étre dus a l'effet des encoches et a I'effet du maillage lors des calculs effectués par EF3D
pour les différentes positions rotoriques.

0,003 : : :
== Analytique
O éléments finis 3D

o

o

o

N
{

0,001

|

0d ‘

-0,001

Flux par péle et par spire (Wb)

-0,002

-0,003

0 60 120 180 240 300 360
Angle électrique 6, ()

Figure. 111.9. distribution du flux a vide en fonction de la position rotorique pour le calcul analytique et
éléments finis 3D.

= Analytique

= Eléments finis 3D
1000
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-250
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Force électromotrice par phase (V)

-750

. ;
10000 60 120 180 240 300 360

Angle électrique 0, ®)

Figure. 111.10. force électromotrice a vide et par phase d’un stator (calcul analytique et éléments
finis 3D).
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Le couple électromagnétique en fonction de la position rotorique (angle électrique)
est calculé en sommant les couples électromagnétiques des m phases de la génératrice.
Le couple électromagnétique d’'une phase est obtenu en multipliant la force
électromotrice de la phase a vide par le courant parcourant la méme phase. Les courants
de phase sont ici supposés parfaitement sinusoidaux. Les couples électromagnétiques
obtenus pour le calcul analytique et numérique 3D sont représentés sur la figure I11.11. 11
est a noter que la valeur moyenne du couple électromagnétique calculée analytiquement
est égale a la valeur spécifiée et vaut 191kNm tandis que la valeur moyenne calculée par
éléments finis 3D vaut 190kNm. L’écart entre les deux calculs est de 0,5%.

= Analytique

= 220 éléments finis 3D
< 1910W:’WQD,W\Q9WMWCDWG
(D)
>
=)
= 150
c
(@)]
)
e
=
£ 100
Q
N
@
S 50
@]
@)

0

0 60 120 180 240 300 360

Angle électrique 6, ®)

Figure. lll.11. couple électromagnétique calculé analytiquement et par éléments finis 3D.

111.3.3.2. Validation en 2D des calculs des niveaux d’induction (saturation,
désaimantation)

Le but ici est de vérifier les calculs analytiques des épaisseurs de culasses et du
champ de désaimantation des aimants. Cette validation est faite a I'aide de calculs élé-
ments finis 2D. La figure 111.12 s représente une cartographie du champ issue d’un calcul
par éléments finis 2D (EF2D) effectué avec le logiciel FEMM [Mek01]. Cette simulation
montre les niveaux d’'inductions sur un péle de la génératrice a flux axial a double stator
en charge (charge nominale en courant a A;=19520 A/m) et sur une section définie au
rayon moyen. Les flux rotorique et statorique sont pris additifs ({)=m/2) ce qui corres-
pond a '’hypothése considérée dans le modele analytique de dimensionnement. Il est a
préciser que le facteur de correction des fuites de flux 3D n’est pas pris en compte dans
le dimensionnement des culasses magnétiques. En effet, le facteur 3D prend en compte
la baisse d’induction aux extrémités des aimants pour corriger la valeur moyenne du
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flux. Toutefois, au milieu de la longueur active de la génératrice (suivant la direction
d’orientation des encoches), les culasses sont soumises a une valeur proche de
I'induction maximale d’entrefer. Dans ces conditions, la figure Ill.12 montre des niveaux
d’'induction dans les culasses magnétiques proches de la valeur d’induction spécifiée
initialement dans le modele analytique de dimensionnement de la génératrice.

3.981e+000 : >4.190e+000
3.771e+000 : 3.981e+000
3.562e+000 : 3.771e+000
3.352e+000 : 3.562e+000
3.143e+000 : 3.352e+000
2.933e+000 : 3.143e+000
2.724e+000 : 2.933e+000
2.514e+000 : 2.724e+000
2.305e+000 : 2.514e+000
2.095e+000 : 2.305e+000
1.886e+000 : 2.095e+000
1.676e+000 : 1.886e+000
1.467e+000 : 1.676e+000
1.257e+000 : 1.467e+000
1.048e+000 : 1.257e+000
8.381e-001 : 1.048e+000
6.286e-001 : 8.381e-001
4.191e-001 : 6.286e-001
2.096e-001 : 4.191e-001
<0.207e-005 : 2.096e-001

endty Plot: |B|, Tesla

[=]

Figure. lll.12. cartographie de I'induction sur un péle de la génératrice (calculée par éléments finis 2D
sous hypothese de flux statorique et rotorique additifs).

Pour une évaluation plus précise des niveaux d’inductions dans les culasses
magnétiques, nous relevons la distribution de l'induction sur une section de culasse
statorique et une section de dent sur sa largeur (les sections sont en traits rouges sur la
figure I11.12). La distribution de l'induction est donnée en fonction de I'épaisseur de la
culasse et de la largeur de dent sur les figures 111.13 et 111.14. Nous constatons a partir de
ces figures que les niveaux d'inductions moyennes maximales dans les dents et les
culasses sont légerement inférieurs (1,4 T pour la dent et 1,44 T pour la culasse) a ce qui
a été fixé dans le modele lors du dimensionnement (1,48T). Ceci peut
vraisemblablement s’expliquer du fait que le calcul analytique des épaisseurs ne prenne
pas en compte les fuites de flux du bobinage au stator et dans l'entrefer lorsque 'on es-

time l'influence du champ de réaction d’induit.
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Figure. l11.13. distribution de I'induction sur une section de la culasse statorique, hypothése de
flux statorique et rotorique additifs.
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Figure. lll.14. distribution de I'induction sous une largeur de dent, hypothése de flux statorique et
rotorique additifs.

En ce qui concerne le champ magnétique de désaimantation, la figure IIl.15 donne la
cartographie du champ magnétique sur une section de la génératrice a flux axial a
double stator définie sous un podle et au rayon moyen. Ce calcul est effectué en charge
nominale sous hypothése de flux statorique et rotorique soustractifs. Le champ
magnétique maximal calculé par EF 2D auquel sont soumis les aimants ne dépasse pas la
valeur du champ coercitif H. fixée comme contrainte dans le cahier des charges.
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Figure. 111.15. cartographie du champ sous podle, hypotheése de flux rotorique et statorique
soustractifs.

La figure 11l.16 donne la répartition du champ magnétique de désaimantation sous une
demi-largeur d'un aimant nord (trait rouge sur la figure 11.15). On releve que la valeur
moyenne du champ magnétique de désaimantation calculée par EF2D est inférieure
d’environ 5% a la valeur calculée analytiquement. Cette différence comme précédem-
ment peut étre due aux hypotheses simplificatrices utilisées pour I'estimation du champ
crée par le bobinage au stator (calcul « sans fuites » avec hypothese de conservation du
flux statorique).

La distribution locale du champ de désaimantation sur la largeur de l'aimant
(figure 111.16) montre que le champ présente une valeur créte supérieure d’environ 15% a
la valeur moyenne. Cette valeur extréme se situe au milieu de I'aimant sur sa largeur,
alignée sur I'axe d’'une encoche alimentée par le courant maximal. Pour éviter tout
risque de désaimantation des aimants, il serait judicieux de limiter la contrainte sur le
champ magnétique de désaimantation a une valeur inférieure d’environ 20% de la
valeur du champ coercitif H. Cette marge permettra d’éviter la désaimantation locale
des aimants si la contrainte vient a étre saturée.
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Figure. lll.16. distribution du champ magnétique de désaimantation dans I'aimant, pris sous une demie
largeur au milieu de I'aimant (le calcul se base sur I’'hypothése de flux statorique et rotorique soustractifs).

111.3.4. Sensibilité du modele thermique aux valeurs des coefficients
de convection et aux épaisseurs d’isolants

Nous n’avons rencontré dans la littérature que tres peu d’études hydrodynamiques
s’'intéressant au calcul des coefficients de convection, pour des géométries proches d’une
machine a flux axial en Rim-Driven (valeurs de I'entrefer et longueur de la machine). De
ce fait, les formules retenues pour le calcul des coefficients de convection n’ont pas été
forcément validées pour les gammes de Reynolds caractérisant les écoulements au
niveau des parois de la génératrice étudiée. Une étude de sensibilité est donc effectuée
pour vérifier I'influence de la valeur de ces coefficients de convection sur la sensibilité
de la température maximale dans I’encoche calculée par le modele thermique.

Il Cartographie de la température

¥ température calculée pour les
coefficients de convection estimés

1 1
1 1
1 1
1 1
J 1
|

Température maximale dans I'encoche en (C°)

50 L.
0
0- 1000
0 2000
2000 3000
3000 4000 coefficient de convection
4000 5000 5000 dans I'entrefer W/K/m?
Coefficient de convection 6000 6000

sur la caréne W/K/m?

Figure. lll.17. sensibilité de la température maximale dans I'encoche a la variation des coefficients
de convection dans I'entrefer et sur la caréne.
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La figure 11.17, représente une cartographie de la variation de la température
maximale dans 'encoche calculée par le modele thermique, en fonction des coefficients
de convections utilisés pour modéliser les échanges au niveau de 'entrefer et la carene.
L’entrefer est considéré immergé dans I’eau de mer avec une épaisseur de l'isolant égale
a 2mm, l'isolant sépare le stator de I'’eau dans I'entrefer. Les coefficients de convection
considérés dans I'entrefer et sur la caréne varient de 30 W/K/m? a 6000 W/K/m?. La
température dans I'encoche est de 45C° pour des coefficients de convection estimés
analytiquement par le modele présenté au chapitre II. Ces coefficients valent, d’apres les
formules hydrodynamiques utilisées, 3800 W/K/m? dans l'entrefer et a 4515 W/K/m?
sur la caréne. La figurelll.17 montre que les coefficients de convections calculés
analytiquement ont des valeurs élevées et que de ce fait la température dans I’encoche
est tres peu sensible a la valeur des coefficients de convection, car les résistances ther-
miques de convections sont faibles par rapport a celles de conduction. La température
dans l'encoche varie de maniére sensible uniquement lorsque les valeurs des
coefficients de convection dans l'entrefer et sur la caréne sont en dessous de
1000W/K/m2. Au-dessus de ce seuil, les écarts de température sont inférieurs a 5% par
rapport a la température initialement calculée. On constate également que la
température dans l’encoche est trés peu sensible au coefficient d’échange thermique
avec I'entrefer si la valeur du coefficient de convection sur la paroi extérieur de la carene
est suffisamment élevée (typiquement au dessus de 1000 W/K/m?2). De ce fait la généra-

trice restera bien refroidie méme si I'entrefer est étanche et non immergé.

La température dans I'encoche dépend également de I'épaisseur de I'isolant séparant
le stator de l'eau de mer dans l'entrefer. La figurel.18 donne la variation de Ia
température dans I’encoche en fonction de I'épaisseur de l'isolant. Cette figure est éta-
blie en variant I'’épaisseur de lisolant de 1mm a 4mm. Le résultat montre une
température dans l'encoche peu sensible a I'épaisseur de I'isolant. Ceci peut s’expliquer
par le fait que le flux thermique transite majoritairement vers le milieu extérieur par la
caréne (plus de 80% transite par la surface externe de la caréne). La répartition des
transits des flux thermiques est illustrée par la figure 111.18b et le tableau IIl.4.

Tableau lll.4. échanges thermiques sur une portion du stator définie sous une lar-
geur de pas dentaire (donnés pour une épaisseur d’isolant de 2mm).

Echange thermique depuis I'encoche vers I'extérieur de la carene 6,14 | W
Echange thermique depuis I'encoche vers I'entrefer 1,3|W
Echange thermique depuis la dent vers I'extérieur de la caréne 6,94 | W
Echange thermique depuis la dent vers I'entrefer 1,32 | W
Echange thermique depuis I'encoche vers la dent 0,92 | W
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Figure. 111.18. (a) sensibilité de la température maximale dans I'encoche a I'épaisseur de I'isolant
statorique du coté entrefer, (b) répartition des flux thermiques pour une épaisseur d’isolant de 2mm.

I11.4. Etude comparative de génératrices a aimants
permanents pour un cahier des charges Rim-Driven

Dans cette partie, nous dimensionnons une génératrice a AP a flux axial a simple
stator et une génératrice a AP a flux radial pour une intégration de type Rim-Driven avec
entrefer immergé dans 'eau de mer. Le but est de comparer ces deux topologies de
génératrices avec la génératrice a flux axial a double stator dimensionnée dans la section
précédente. Ces trois génératrices sont dimensionnées pour le méme cahier des charges,
un entrefer mécanique total égal, une topologie de bobinage et des contraintes iden-
tiques sur la tension de phase, le rendement et le facteur de puissance sont aussi pris
identiques.

Les dimensions et les performances (rendement, facteurs de puissances...etc) des
trois génératrices calculées pour ce cahier des charges sont présentées sur les
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tableaux I11.3, 111.5 et IIl.6. La figure 111.19 montre une représentation a I’échelle d’'une sec-
tion définie au rayon moyen sur une paire de poles de la génératrice a flux axial a simple
stator. La figure l1l.20a montre une représentation des dimensions de la génératrice a
flux radial tandis que la figure 111.20.b présente une vue d’ensemble de cette méme géné-

ratrice.

Tableau IIL.5. caractéristiques de la génératrice a AP a flux axial a simple stator (cal-
culée pour un cahier des charges Rim-Driven).

Génératrice a AP a flux axial a simple stator associée en Rim-Driven (300 kW)
Densité de courant efficace dans les J 222 A/mmz
conducteurs
) Dermte linéique de courant au stator (valeur A, 24121 A/m
x| efficace)
Induction maximale d’entrefer Bgmax 0,345 T
Nombre de conducteurs en série par encoche | ncd 6 -
Nombre de paires de poles p 152 -
Rayon magnétique externe de la génératrice | R, 5,659 m
Rayon magnétique interne R; 5,5 m
Rayon externe total (avec tétes de bobines) Re tot 5,801 m
Longueur active (épaisseur radiale) AR 15,9 cm
Epa|.sseur radiale totale (avec tétes de | 30,2 om
bobines)
= | Rayon moyen R 5,5795 m
9 Largeur de pdle définie au rayon moyen T 11,53 cm
Ouverture relative des dents B: 29,189 %
Epaisseur de la culasse statorique Zys 1 cm
Epaisseur de la culasse rotorique Zy, 1 cm
Profondeur d’encoche Zhs 3,076 cm
Epaisseur d’aimants Zhm 12,5 mm
Entrefer (aimant/stator) Z, 22 mm
Tension simple de phase (valeur efficace) v 690 Vv
Forcirelectromotrlce (f.e.m) (valeur efficace E, 647,2 v
du 1™ harmonique)
Courant de phase (valeur efficace) / 155,5 A
Facteur de puissance a la vitesse de base FP 0,9 -
Résistance statorique re 0,15 Q
Inductance cyclique L 8 mH
Réactance synchrone X, 1,91 Q
Rendement éléctrique Nelec 0,96 -
Champ maximal dans I'aimant Homax 0.59 MA/m
Temperature maximale dans I'encoche Tenc 43 °C
Pertes Joule P, 10,691 kw
Pertes fer Pre, 1,31 kw
Co0t total des parties actives - 49,342 kS
Masse totale des parties actives - 1467,5 kg
Tfaux de fuites 3D sur le flux magnétique des | 4,77 %
aimants
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111k

Figure. 111.19. dessin a I’échelle d’une section bipolaire définie au rayon moyen de la génératrice a
AP a flux axial a simple stator.

Tableau lll.6. caractéristiques de la génératrice a AP a flux radial calculée pour un ca-
hier des charges Rim-Driven.

Génératrice a AP a flux radial associée en Rim-Driven (300 kW)
Densité de courant efficace dans les J 23 A/mm?
conducteurs
De-nS|te linéique de courant au stator (valeur A, 5151 A/m
efficace)
Induction maximale d’entrefer Bymax 0,3644 T
Nombre de conducteurs en série par encoche | ncd 6 -
Nombre de paires de poles p 158 -
Rayon magnétique externe de la génératrice | R, 5,586 m
Rayon magnétique interne R; 5,5 m
Longueur active L 14,7 cm
Longueur totale (avec tétes de bobines) - 28,4 cm
Rayon d’alésage R 5.55 m
Largeur de pdle définie au rayon moyen T 11 cm
Ouverture relative des dents Bt 27.434 %
Epaisseur de la culasse statorique hy 1 cm
Epaisseur de la culasse rotorique hy, 1 cm
Profondeur d’encoche h, 3 cm
Epaisseur d’aimants hy, 14,1 mm
Entrefer (aimant/stator) hy 22 mm
Tension simple de phase (valeur efficace) v 690 \Y
Forcsrelectromotrlce (f.e.m) (valeur efficace E, 648,6 v
au 17 harmonique)
Courant de phase (valeur efficace) / 154,2 A
Facteur de puissance a la vitesse de base FP 0,9 -
Résistance statorique rs 0,152 Q
Inductance cyclique Ls 7,6 mH
Réactance synchrone X 1,9 Q
Rendement éléctrique Nelec 0,96 -
Champ maximal dans I'aimant Homax 0,56 MA/m
Temperature maximale dans I'encoche Tenc 36 °C
Pertes Joule P, 10,769 kw
Pertes fer Prer 1,233 kw
Co(t total des parties actives - 49,9 kS
Masse totale des parties actives - 2560 kg
Taux de fwtes de flux magnétique 3D sur le | 538 %
flux des aimants
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(b)
Figure. 111.20. (a) dessin a I'échelle d’une paire de poles de la génératrice a AP a flux radial, (b) vue
d’ensemble de la génératrice (diameétre interne de 11m).

Une comparaison des colits des parties actives est établie entre les trois génératrices
obtenues (génératrices a flux axial a double stator, génératrice a flux axial a simple
stator et la génératrice a flux radial). Elle montre que la génératrice a flux axial a double
stator présente un colit total des parties actives réduit de 20% par rapport aux deux
autres génératrices (figure Ill.21a). La génératrice a flux radial présente un co(t total des
parties actives comparable a celui de la génératrice a flux axial a simple stator (figure
[11.21a). Ce résultat peut étre expliqué par le fait que la génératrice a flux axial a double
stator présente un double entrefer. Pour les trois génératrices calculées en Rim-Driven,
le cofit des tdles ferromagnétiques représente environ 1 a 2% du cot total tandis que
les aimants représentent environ 80% du colt total. Le cuivre représente 18% du coiit
total. Il est a noter qu’environ 55% du cuivre de ces génératrices est localisé dans les
tétes de bobines. Ceci est caractéristique des génératrices dimensionnées pour des
cahiers des charges Rim-Driven. En effet, la génératrice du fait qu’elle se situe a la
périphérie de I'hélice (tres grand diametre) a une tres faible longueur active. L’adoption
d’un bobinage plus approprié (par exemple un bobinage concentré) permettrait un gain
significatif en volume de cuivre aux tétes de bobines et une amélioration du rendement.
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La comparaison des masses des parties actives montre que la génératrice a flux axial
a double stator présente une masse totale des parties actives inférieure de 40% a la
masse totale des parties actives des deux autres génératrices (figure I1.21b). L’étude
montre également que la génératrice a flux axial a simple stator et la génératrice a flux
radial ont des masses totales des parties actives comparables (figure 111.21.a). en plus de
la meilleur compacité de la machine a AP a double stator liée a la présence d'un double
entrefer, I'utilisation d’un rotor sans fer contribue a la réduction de la masse du fer. No-
tons aussi que pour les trois génératrices, le cuivre et le fer occupent chacun plus de
40% de la masse totale de la génératrice tandis que les aimants occupent moins de 10%
de la masse totale.

70

Il Génératrice & AP a flux axial & double stator 3500 Il Génératrice & AP a flux axial & double stator |
60 [ IGénératrice a AP a flux axial & simple stator | [ IGénératrice a AP a flux axial & simple stator
Il Génératrice & AP & flux radial 3000 M Génératrice & AP & flux radial 1
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Figure. 111.21. comparaison des trois génératrices caluculées pour un cahier des charges Rim-Driven, (a)
comparaison des colts des parties actives, (b) comparaison des masses des parties actives.

Nous n’avons pas considéré dans cette étude comparative les masses et des cofits des
matériaux amagnétiques structurels utilisés pour assurer la tenue mécanique de ces
génératrices ainsi que des colts de fabrication et d’assemblage. Les structures
magnétiques a flux axial sont mécaniquement plus complexes que les machines a flux
radial [Mcd01]. La fabrication et 'assemblage des machines a flux axial sont donc plus
délicats et nécessitent plus de matériaux structurels [Mue01]. Ceci occasionne des sur-
colits et des masses supplémentaires dont I'impact n’est pas évalué dans cette étude
comparative.

l11.5. Etude comparative de génératrices a aimants
permanents pour un cahier des charges POD

Dans cette section, une comparaison des cofits et des masses des parties actives est
menée pour une intégration de type POD des trois génératrices avec la turbine. Comme
c'est le cas dans la section précédente, ces trois génératrices consistent en une
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génératrice a AP a flux axial a double stator, une génératrice a AP a flux axial a simple
stator et une génératrice a AP a flux radial. Nous rappelons que dans une intégration de
type POD la génératrice est placée dans une nacelle accouplée dans l'axe derriéere la
turbine (Figure 111.22). Dans ce cas, il est nécessaire d’introduire une contrainte sur le
diametre externe total de la génératrice pour éviter de dégrader fortement le compor-
tement hydrodynamique de la turbine (la nacelle ne doit pas perturber de maniere trop
significative 'écoulement dans le disque de I'hélice). Le diameétre interne de la généra-
trice est quant a lui relaché. En dehors de ces 2 spécificités, la procédure d’optimisation
utilisée pour le dimensionnement est identique au cas d’une intégration en Rim-Driven.
L’objectif (minimisation du co(it des parties actives), les contraintes (rendement, facteur
de puissance et autres contraintes géométriques) et les variables utilisées sont simi-
laires au cas précédent.

Génératrice

(a) (b)
Figure. lll.22. (a) principe d’accouplement de la génératrice avec I'hélice en POD, (b) hydrolienne
HyTide de Voith Hydro en POD.

Toutefois le diametre des génératrices de type POD étant plus faible que pour le Rim-
Driven, un entrefer aimant/stator de 5mm est fixé. L’analyse de la thermique effectuée
précédemment a montré que la température dans I’encoche est tres peu sensible a la
valeur du coefficient de convection dans l'entrefer. Par conséquent, nous supposons
pour le cas des intégration en POD, un entrefer étanche (non immergé). Nous imposons
un coefficient de convection de 35W/K/m? dans l'entrefer. La contrainte sur le diameétre
externe total des génératrices est ici fixée a 3m (% du diametre de la turbine). La valeur
de cette contrainte sur le diametre résulte d’'un compromis entre les performances
(rendement) de la turbine et le colit et la masse de la génératrice et correspond au va-
leurs relatives typiques que lI'on retrouve pour les turbines et les propulseurs marins
industriels.

Suivant le cahier des charges retenu (300kW a 15 tr/min), il s’est avéré qu’il était dif-
ficile d’'intégrer une génératrice a flux axial a double stator dans un volume dont le
diametre est contraint a moins de 3m. La contrainte sur le diametre ne permet pas de
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disposer d'une surface d’entrefer suffisante pour satisfaire les contraintes (en particulier
la contrainte sur le rendement). La solution adoptée pour respecter le cahier des charges
défini est de dimensionner deux génératrices a flux axial a double stator accouplées
ensemble dont la puissance est de 150kW chacune. Les dimensions et les indicateurs de
performance de chacune de ces génératrices a flux axial a double stator de 150kW sont
donnés dans le tableaulll.7. Un dessin a l'’échelle du circuit magnétique de cette
génératrice est également donné sur la figurelll.23. La méme difficulté s’est posée
également pour la machine a flux axial a simple stator, la solution a consisté a
dimensionner alors quatre génératrices a flux axial a simple stator accouplées ensemble
de 75kW chacune. Les dimensions et les indicateurs de performance de ces génératrices
a flux axial a simple stator de 75kW sont donnés dans le tableau I11.8, un dessin a I’échelle
de cette génératrice est également donné sur la figure 111.24. En revanche une génératrice
a flux radial unique peut s’intégrer dans le volume défini pour la nacelle. Les résultats
pour cette génératrice a flux radial de 300kW sont donnés dans le tableau II.9. Un dessin

de la génératrice est aussi donné sur la figure 111.25.

Tableau lll.7. génératrice a AP a flux axial a double stator calculée pour un cahier des charges POD.

Génératrice a AP a flux axial a double stator associée en POD (2x150 kW)
Densité de courant efficace dans les J 1,485 A/mmz
conducteurs
De!'mte linéique de courant au stator (valeur A, 30025 A/m
. | efficace)

X Induction maximale d’entrefer Bgmax 0,628 T
Nombre de conducteurs en série par encoche | ncd 16 -
Nombre de paires de péles p 64 -
Rayon magnétique interne R; 1,09 m
Rayon magnétique externe Re 1,46 m
Rayon externe total (avec tétes de bobines) Re tot 1,496 m
Longueur active (épaisseur radiale) AR 33,4 cm
Epallsseur radiale totale (avec tétes de i 457 m
bobines)

« | Rayon moyen Rm 1,257 m

9 Largeur de pole définie au rayon moyen T 6,17 cm
Ouverture relative des dents Bt 49,05 %
Epaisseur de la culasse statorique Zy 1 cm
Profondeur d’encoche Zhs 8 cm
Epaisseur d’aimants Zhm 12 mm
Entrefer (aimant/stator) Z, 5 mm
Tension simple de phase (valeur efficace) v 690 Vv
Forcsrelectromotrlce (f.e.m) (valeur efficace E, 647.8 v
au 17 harmonique)

Courant de phase (valeur efficace) / 38,6 A
Facteur de puissance a la vitesse de base FP 0,9 -
Résistance statorique rs 0,57 Q
Inductance cyclique L 74,8 mH
Réactance synchrone X, 7,52 Q
Rendement éléctrique Nelec 0,96 -
Champ maximal dans I'aimant Homax 0.609 MA/m
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Temperature maximale dans I’encoche Tenc 47 °C
Pertes Joule P, 5,088 kw
Pertes fer Prer 0,912 kw
CoUt total des parties actives (1 génératrice

de 150kW) 29,438 k>
Masse  totale des parties  actives

L . - 17752 k

(1 génératrice de 150kW) &
Taux de fuites de flux magnétique 3D aux | 134 %

extrémités des aimants

Figure. l1.23. dessin a I'échelle d’une section bipolaire définie au rayon moyen de la génératrice a AP a

flux axial a double stator (calculée pour un cahier des charges POD (150kW, 15tr/mn)).

Tableau lll.8. génératrice a AP a flux axial a simple stator calculée pour un cahier des charges POD.

Génératrice a AP a flux axial a simple stator associée en POD (4x75 kW)

Densité de courant efficace dans les

2

conducteurs J 1,425 A/mm
De.nS|te linéique de courant au stator (valeur A, 27989 A/m
efficace)
Induction maximal d’entrefer Bgmax 0.62 T
Nombre de conducteurs en série par encoche | ncd 15 -
Nombre de paires de poles p 62 -
Rayon magnétique interne R; 1,05 m
Rayon magnétique externe R. 1,422 m
Rayon externe total (avec tétes de bobines) Re tot 1,494 m
Longueur active (épaisseur radiale) AR 37,2 cm
Epaisseur radiale totale (avec tétes de

. - 51,6
bobines)
Rayon moyen Rm 1,236
Largeur de pole définie au rayon moyen T 6,3 cm
Ouverture relative des dents Bt 54,76 %
Epaisseur de la culasse statorique Zys 1 cm
Epaisseur de la culasse rotorique Zy, 1 cm
Profondeur d’encoche Zps 8,7 cm
Epaisseur d’aimants Zhm 5,77 mm
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Entrefer (aimant/stator) Z, 5 mm
Tension simple de phase (valeur efficace) v 690 \Y
Forcsrelectromotrlce (f.e.m) (valeur efficace E, 641,9 v
au 17 harmonique)
Courant de phase (valeur efficace) / 38,95 A
Facteur de puissance a la vitesse de base FP 0,9 -
Résistance statorique re 0,537 Q
Inductance cyclique L 79,3 mH
Réactance synchrone X 7,72 Q
Rendement éléctrique Nelec 0,96 -
Champ maximal dans I'aimant Homax 0.52 MA/m
Temperature maximale dans I'encoche Tenc 47 °C
Pertes Joule P, 2,442 kw
Pertes fer Prer 0,558 kw
Colt total des parties actives (1 génératrice
de 75kW) - 15,921 kS
Masse totale des parties actives (1
génératrice de 75kW) i 2278 Ke
Taux de fuites de flux magnétique 3D aux

. . - 0,59 %
extrémités des aimants

A 0 C 0 C 1 E a1 a1 0 0

Figure. 11.24. dessin a I'échelle d’une section définie au rayon moyen de la génératrice a AP a flux axial

a simple stator (calculée pour un cahier des charges POD (75kW, 15tr/min)).

Tableau lll.9. génératrice a AP a flux radial calculée pour un cahier des charges POD.
Génératrice a AP a flux radial associée en POD (300 kW)

Densité de courant efficace dans les J 2214 A/mm’
conducteurs
Densité lingi I

e.nS|te inéique de courant au stator (valeur A, 37214 A/m
efficace)
Induction maximale d’entrefer Bgmax 0,656 T
Nombre de conducteurs en série par encoche | ncd 5 -
Nombre de paires de poles p 71 -
Rayon magnétique interne R; 1,39 m
Rayon magnétique externe de la génératrice | R, 1,495 m
Longueur active (épaisseur radiale) L 80,7 cm
Longueur totale (avec tétes de bobines) - 88 cm
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Rayon d’alésage R 1,413 m
Largeur de péle T 6,3 cm
Ouverture relative des dents Bt 52,25 %
Epaisseur de la culasse statorique hy, 1 cm
Epaisseur de la culasse rotorique hy, 1 cm
Profondeur d’encoche hy 6,9 cm
Epaisseur d’aimants hp, 6,6 cm
Entrefer (aimant/stator) hy 5 mm
Tension simple de phase (valeur efficace) v 690 \Y
Forcsrelectromotrlce (f.e.m) (valeur efficace E, 645 v
au 17 harmonique)
Courant de phase (valeur efficace) / 155 A
Facteur de puissance a la vitesse de base FP 0,9 -
Résistance statorique rs 0,154 Q
Inductance cyclique L 17,4 mH
Réactance synchrone X 1,94 Q
Rendement éléctrique Nelec 0,96 -
Champ maximal dans I'aimant Hoax 0,5 MA/m
Température maximale dans I'encoche Tenc 36,5 °C
Pertes Joule P, 10,572 kw
Pertes fer Prer 1,428 kw
Co0t total des parties actives - 39,232 kS
Masse totale des parties actives - 4812 kg
Taux de fuites de flux magnétique 3D aux i 03 %
extrémités des aimants !

f

L\ C a

1 [ ]

Figure. 11l.25. dessin a I’échelle d’une section de la génératrice a AP a flux radial (calculée pour un
cahier des charges POD (300kW, 15 tr/min)).

On peut constater a partir de la figure 11l.26a que la génératrice a flux radial présente
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le colit des parties actives le plus bas. Le colt des parties actives de la génératrice a flux
radial est inférieur de 32% par rapport a celui des 2 génératrices a flux axial a double
stator (2x150kW) et de 38% par rapport aux quatre génératrices a flux axial a simple
stator (4x75kW). En effet, la contrainte sur le diameétre externe des génératrices a flux
axial conduit a 'augmentation de la longueur active des conducteurs et donc a une dimi-
nution pénalisante du rayon moyen de I’entrefer. Ceci peut expliquer le fait que les
génératrices a flux axial obtenues soient moins compactes pour le cahier des charges
POD que la génératrice a flux radial. Il est également a noter que le coiit total des parties
actives de la génératrice a flux axial a double stator est inférieur de 7% en comparaison
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avec la génératrice a flux axial a simple stator alors que I’entrefer mécanique de la géné-
ratrice a flux axial a double stator est le double de celui de la génératrice a flux axial a
simple stator. Concernant la répartition des cofts, le matériau ferromagnétique présente
moins de 10% du coft total pour les trois génératrices. Le cuivre représente pres de
25% du colt total pour les trois génératrices, et es aimants ont la part la plus importante
avec plus de 65% du colit total.

Les génératrices a flux axial a double stator présentent la masse la plus faible
(figure 111.26b). Ceci est dii a 'utilisation d’un rotor sans fer. On peut également noter que
la masse de la génératrice a flux radial est inférieure de moitié par rapport a la machine
a flux axial a simple stator. Contrairement aux cas d’études pour le cahier des charges
Rim-Driven, le fer représente pour les trois génératrices la part la plus importante avec
plus de 60% de la masse totale. Ceci peut s’expliquer par un nombre de paires de poles
plus faible dans le cas des génératrices calculées pour un cahier des charges POD (lié a la
saturation des contraintes sur le facteur de forme des dents). Le cuivre représente pres
de 20% de la masse totale et seulement 10% de ce cuivre est utilisé dans les tétes de

bobines.
— — 12000
80 - Il Génératrice & AP & flux axial & double stator 2x150 kW | Il Génératrice & AP & flux axial & double stator 2x150 kW
[T Génératrice a AP a flux axial a simple stator 4x75 kW 11000 [ IGénératrice a AP a flux axial & simple stator 4x75 KW |
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Figure. 111.26. comparaison des 3 types de génératrices pour un cahier des charges POD (les colts et les
masses des 2 génératrices a AP a flux axial a double stator de 150kW sont considérés, ainsi que les colts
et les masses des 4 génératrices a flux axial a simple stator), (a) répartition des co(ts des parties actives,
(b) répartition des masses des parties actives.

Il est a relever a partir de la figure 1Il.26 que la solution consistant a accoupler
plusieurs génératrices dimensionnées chacune a une fraction de la puissance totale
aboutit a un cofit total et une masse totale de I'ensemble des génératrice plus élevés.
Ceci confirme l'assertion qu’augmenter la puissance de dimensionnement des machines
permet de réduire le colit et la masse du kilowatt installé. Cet aspect est présenté et
discuté dans [Dje04]. Cependant une structure avec plusieurs génératrices sur le méme
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arbre peut offrir des possibilités de redondance en cas de défaut et de fractionnement de
puissance au niveau des convertisseurs (utilisation de composants standards).

l11.6. Comparaison des génératrices dimensionnées
pour les cahiers des charges Rim-Driven et POD

Dans cette partie, nous allons comparer les 6 génératrices calculées en termes de
masse et colit des parties actives. La figure 111.27 et la figure 111.28 présentent ainsi une

synthese des résultats obtenus pour les 6 configurations étudiées précédemment.

Les résultats donnés sur la figure I1.27 montrent des parties actives de la génératrice
a flux radial intégrée en POD moins couteuses de 22% par rapport a une génératrice a
flux radial intégrée en Rim-Driven. Cette solution représente un compromis intéressant
en termes de colt et de tenue mécanique de la génératrice. Ceci s’explique par une
meilleure répartition des matériaux actifs, notamment le cuivre avec une proportion
moins importante dans les tétes de bobines (10% en POD contre 55% en Rim-Driven).
De plus, les taux relatifs de fuites de flux 3D sont beaucoup moins importants pour les
génératrices accouplées a I'hélice en POD (0,3% en POD contre 5,4% en Rim-Driven, voir
tableau IIl.6 et tableau 111.9) ce qui conduit a mieux utiliser les matériaux actifs.
Cependant, la masse de la génératrice a flux radial en POD est supérieure d’environ 20%
a celle de la génératrice a flux radial en Rim-Driven (figure 111.28). Ceci est d{i a une masse
de fer beaucoup plus importante liée a un nombre de péles moins élevé. Le nombre de
poOles maximal dans ce cas de figure est limité par la saturation des contraintes sur les
facteurs de formes des encoches et des dents.

Sur la figure 111.27 et la figure 111.28, on constate que les génératrices a flux axial ont des
colits et des masses beaucoup moins élevés lorsque elles sont associées en Rim-Driven.
Ces génératrices sont donc plus intéressantes lorsqu’elles sont peu contraintes sur le
diametre avec des longueurs actives courtes.
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Figure. lll.27. comparaison des co(ts totaux des parties actives de toutes les génératrices calculées
pour les cahiers des charges POD et Rim-Driven.
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Figure. 111.28. comparaison des masses totales de toutes les génératrices calculées pour les cahiers des
charges POD et Rim-Driven.

De maniére générale, en termes de masse totale des parties actives, I'association des
génératrices en Rim-Driven est plus avantageuse. Toutefois une solution en Rim-Driven
peut conduire a des masses plus élevées des parties structurelles assurant le maintien
mécanique. Les contraintes mécaniques sont également ‘a priori’ plus séveres du fait des
tres grands diametres caractérisant les solutions en Rim-Driven.
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l11.7. Influence des contraintes sur le
dimensionnement des génératrices

1.7.1. Influence de la contrainte sur le rendement

Il s’agit dans cette partie d’étudier I'influence de la contrainte sur le rendement mini-
mal sur le colt total et la masse totale des parties actives de la génératrice. Cette étude
est réalisée en dimensionnant, selon la procédure d’optimisation exposée dans ce
chapitre, plusieurs génératrices avec des contraintes sur les rendements variant de 88%
a 99,3%. Une configuration ou la turbine est associée avec une machine a flux radial in-
tégrée dans une nacelle (intégration de type POD) est considérée. On résout le probleme
d’optimisation avec les mémes contraintes et la méme fonction objectif que dans les
études de type POD faites précédemment. Les résultats obtenus sont donnés sur la
figure 1ll.29a et la figure I1l.29b ou est exposée I'évolution du colit total et de la masse
totale des parties actives en fonction de la contrainte sur le rendement électrique mini-
mal de la génératrice. Toutes les génératrices sont obtenues pour une contrainte sur le
rendement minimal saturée. La courbe du colit en fonction du rendement se présente
sous la forme d'un front de Pareto. On reléve principalement deux tendances: une
augmentation tres faible du cofit et de la masse lorsque la limite sur le rendement est
inférieur a 96% et une augmentation trés forte du colit et de la masse lorsque le
rendement est supérieur a 98%. Un compromis technico-économique avantageux se
situerait donc pour ce cahier des charges pour un rendement compris entre 96% et
98%.
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Figure. 1l.29. dimensionnement d’une génératrice a AP a flux radial de type POD en fonction du
rendement imposé : (a) évolution du co(t des parties actives, (b) évolution de la masse totale des
parties actives.
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Le rendement minimal (88%) est obtenu lorsque la contrainte sur le facteur de
puissance minimal est saturée. La figure I1l.30 donne la répartition des pertes (pertes
Joule et pertes fer) en fonction du rendement. On releve sur cette figure que les pertes
Joule sont tres fortement majoritaires pour les bas rendements. (Elles représentent plus
de 80% des pertes lorsque le rendement est inférieur a 96%). Lorsque I'on se rapproche
de la génératrice ayant le rendement maximal atteignable (99,3%), les pertes Joule et les
pertes fer tendent a s’équilibrer. Ceci montre que pour les génératrices a entrainement
direct, les pertes fer ne peuvent pas étre négligées devant les pertes Joule si un rende-
ment tres élevé est imposé (proche du rendement maximal).
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Figure. 111.30. évolution des pertes de plusieurs génératrices a AP a flux radial en fonction du
rendement imposé (Cahier des charges POD :300kW, 15tr/min).

Lorsque le rendement imposé augmente, les pertes Joule dans la génératrice sont plus
basses, ce qui est lié a une diminution de la densité de courant dans les conducteurs et
de la charge linéique (figure 1ll.31b). En conséquence, la température de la machine
diminue (figure II1.31a). Toutefois, la diminution de la densité de courant dans les
conducteurs doit étre compensée par une augmentation de I'induction des aimants au
niveau de I'entrefer et de la surface d’entrefer pour créer le couple spécifié (figure 111.32).
Ceci explique l'augmentation du colit et de la masse de la génératrice lorsque le

rendement augmente.
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Figure. lll.31. dimensionnement de plusieurs génératrices a AP a flux radial en fonction du rendement
imposé (cahier des charges POD : 300kW, 15tr/min), (a) évolution de la température maximale dans
I’encoche, (b) évolution de la densité de courant dans les conducteurs.
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Figure. 11.32. dimensionnement de plusieurs génératrices a AP a flux radial en fonction du rendement
imposé (cahier des charges POD : 300kW, 15tr/min), (a) évolution de la charge linéique de courant, (b)
évolution de I'induction d’entrefer.

111.7.2. Influence de la contrainte sur le diametre externe de la
génératrice

Afin de cerner l'influence de la contrainte sur le diameétre extérieur de la génératrice,
nous avons effectué des dimensionnements de génératrices a flux radial avec une
contrainte sur le diametre extérieur de la génératrice variable entre 1,3m et 11m. En
dehors de cette contrainte, nous utiliserons les mémes contraintes, la méme fonction
objectif et les mémes parametres que ceux utilisés précédemment. Il est a noter qu’une
valeur du diametre de 11m correspond approximativement a une intégration « Rim-
Driven » tandis que les valeurs entre 5 et 10m apparaissent peu réalistes d’'un point de
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vue hydrodynamique (le rendement de la turbine serait a priori fortement dégradé par

|'effet de la nacelle sur I’écoulement).
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Figure. lll.33. dimensionnement de plusieurs génératrices a AP a flux radial en fonction du diamétre
extérieur imposé (cahier des charges POD : 300kW, 15tr/min), (a) évolution du co(t total des parties
actives, (b) évolution de la masse totale des parties actives.

La figurelll.33.a donne I'évolution du colit des parties actives en fonction de la
contrainte sur le diametre extérieur de la génératrice (le diametre extérieur de la
géneératrice est supposé se confondre avec le diametre du POD). Elle montre clairement
I'existence d’un optimum qui correspond a une minimisation du colt des parties actives.
Cet optimum de la fonction colit des parties actives se situe typiquement a 45% du
diametre de la turbine pour le cahier des charges utilisé. Toutefois cet optimum semble
peu réaliste d’'un point de vue du rendement hydrodynamique (possible perturbation
importante de l’écoulement par la nacelle). La figurelll.33.a montre aussi qu'une
intégration de la génératrice dans un POD dont le diameétre se situe entre 2,5m et 4m
aboutit a un colt des parties actives plus bas qu'une intégration de la génératrice en
Rim-Driven. Il est a relever qu'un diametre du POD trop contraint, typiquement inférieur
a 2m, aboutit sur une génératrice avec un coiit des matieres actives augmenté significa-

tivement.

La figure 111.33.b met en évidence une génératrice avec une masse minimale qui se si-
tue a environ 73% du diameétre de la turbine (cette solution est non faisable a cause de la
perturbation de I’écoulement par la nacelle). Comme pour le colit des parties actives, on
constate qu'une forte contrainte sur le diameétre (D<2m) se traduit par une forte
augmentation de la masse des parties actives (figure I1.33.b). Lorsque le diametre est
supérieur a 4m la masse de la génératrice diminue tres peu et I'écart en termes de masse
avec le point optimal est insignifiant. Par conséquent un diametre se situant entre 2m et
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4m semble étre un compromis technico-économique intéressant pour ce cahier des

charges.

160 A

140 //

120 v

100
Ve

o]
o

o2}
o

Longueur active (m)

I
I
\
|

Nombre de paires de poles

N
<)

N
o

1 )\
0 1 2 3 4 5 6 8 10 11 12 0 1 2 3 4 5 6 8 10 11 12
Diametre externe de la génératrice (m) Diameétre externe de la génératrice (m)
(a) (b)
Figure. l11.34. dimensionnement de plusieurs génératrices a AP a flux radial en fonction du diamétre
extérieur imposé (cahier des charges POD : 300kW, 15tr/min), (a) évolution de la longueur active, (b)
évolution du nombre de paires de poles.

Sur la figure I1l.34a, on constate une forte augmentation de la longueur active de la
génératrice lorsque le diametre est inférieur a 1/4 du diametre de la turbine. Il est aussi
observé qu’a partir d'un diametre valant 1/4 du diametre de la turbine, la diminution de
la longueur active en fonction du diametre devient plus atténuée. Sur la figure 111.34b, il
est relevé que le nombre de poles augmente avec le diametre. Ce phénomeéne est lié au
respect des contraintes géométriques (facteur de forme sur les dents et encoches) pour
les diametres faibles. Ceci explique, en partie, la réduction importante de la masse des
génératrices lorsque le diametre est élevé. Cette tendance est illustrée par les vues de
face de 5 génératrices correspondant a 5 diametres extérieurs différents.
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(c) (d) (e)
Figure. l11.35. (a) (b) (c) (d) (e) sont des vues des machines dimensionnées pour plusieurs diametres
externes.

111.8. Conclusion

Dans la premiére partie de ce chapitre, une procédure d’optimisation sous
contraintes qui vise a minimiser le colit des parties actives a été décrite. Une génératrice
a flux axial a double stator a été optimisée en utilisant les modeéles analytiques
développés et la méthode d’optimisation proposée. Des validations par éléments finis 3D
ont été effectuées, elles ont permis de mettre en évidence que le modeéle analytique utili-
sé présente une bonne précision sur le calcul de la force électromotrice. Des études
complémentaires par éléments finis 2D ont permis de vérifier les hypotheses de
dimensionnement de la génératrice et ont montrées une concordance acceptable avec
les performances spécifiées. La pertinence du modele thermique a également été validé
par une étude de sensibilité de la température dans l'encoche aux valeurs des
coefficients de convections. Cette étude a montré que dans les cas étudiés la génératrice
est peu contrainte thermiquement. De plus, la température dans I'encoche est tres peu
sensible au type d’échange thermique dans l'entrefer si la valeur du coefficient de
convection sur la carene extérieur est suffisamment élevée (typiquement au-dessus de
1000 W/K/m?2).

Dans la deuxiéme partie de ce chapitre, des études de cas ont été effectuées sur
plusieurs structures électromagnétiques de génératrices (flux axial a simple stator, flux
axial a double stator et flux radial) pour deux types d’association de la machine avec la
turbine, a savoir : une intégration en Rim-Driven et en POD. L’influence des contraintes
en rendement et en diametre, sur le colit et la masse des parties actives de la génératrice
a été étudiée. Ces études permettent de dégager les conclusions suivantes :

e Lorsque la longueur active des génératrices est tres faible (pour le cas des intégra-
tions en Rim-Driven) : une génératrice a flux axial a simple stator a un colit et une
masse des parties actives comparable avec la génératrice a flux radial.
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Lorsque la longueur active est tres faible : Les parties actives de la génératrice a flux
axial a double stator sont moins couteuses et présentent une masse moindre
d’environ 20% comparées aux génératrices a flux axial a simple stator et a flux radial.

Lorsque la génératrice est contrainte sur son diametre externe (intégration de type
POD), la longueur active est de ce fait plus élevée : les parties actives des génératrices
a flux axial sont plus coliteuses et plus massiques que celles d’'une génératrice a flux
radial. Il est a préciser que la génératrice a flux axial a double stator est caractérisée
par des masses et des cofits plus faibles qu'une génératrice a flux axial a simple stator
pour un cahier des charges POD. Ce résultat est dii a la présence d’'un double entrefer.

La comparaison entre les cahiers des charges Rim-Driven et POD a montré qu'une
génératrice a flux radial en POD présente un colit inférieur de 20% a celui d’'une géné-
ratrice a flux radial « Rim-Driven ». Cependant, la masse de la génératrice « POD » est
plus élevée.

Une variation des niveaux des contraintes sur le rendement et sur le diametre, lors du
dimensionnement de machines a flux radial, a montré qu'un rendement admissible se
situant entre 96% et 98% et un diametre compris entre 2,5m et 4m permettraient
d’obtenir un bon compromis sur le colit des parties actives. Lorsque I'on fait varier la
contrainte sur le diametre externe de la génératrice, on constate I'existence de deux
valeurs minimales distinctes pour le coiit et la masse des parties actives. Ces mini-
mums sont dus aux effets 3D (tétes de bobines et fuites de flux 3D aux extrémités des

aimants).

L’étude menée dans ce chapitre a montré qu’une solution basée sur une machine a AP

a flux radial intégrée dans une nacelle (intégration de type POD) semblait réaliste en

terme de dimensionnement. C'est pourquoi dans la suite de ce travail, nous allons

retenir la solution suivante:

Une génératrice a flux radial associée avec une turbine en POD ;

Le diametre externe de la machine sera limité a 3m et le rendement de la génératrice

sera limité 2 96% ;

L’entrefer de la machine est étanche (non immergé par I'’eau de mer).

Nous allons donc au cours du chapitre suivant nous intéresser au dimensionnement

de ce type de structure magnétique en considérant les contraintes associées a

I’ensemble des points du cycle de fonctionnement de la turbine. Ce cycle de fonctionne-

ment sera lié a la ressource (profil des courants de marées) et a la stratégie de pilotage

de la machine.
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Chapitre 4

IV. Méthodologie de dimensionnement des
hydroliennes avec prise en compte du cycle
de fonctionnement

IV.1. Introduction

Ce chapitre concerne le cas d’'une turbine a pas fixe associée en entrainement direct
avec une génératrice a flux radial a aimants permanents insérée dans une nacelle en
POD. Cette chalne de conversion est représentée sur la figure IV.1. L’objectif de ce cha-
pitre est de proposer une méthodologie de dimensionnement de la génératrice qui
prend en compte I'ensemble des points du cycle de fonctionnement de la turbine et une
stratégie de pilotage basée sur un écrétage de puissance pour les fortes valeurs de cou-

rant de marée.

Vitesse
courant
De marée

~: lT :N C

Réseau

temps

Génératrice a Convertisself.r Bus continu Con‘j’ertissetlr électrique
aimant permanent AQDC;.ME DC/AC coté
énératrice :
—» g réseau
-

Turbine (pales
a pas fixe)

Figure. IV.1. chaine de conversion étudiée, hydrolienne sans multiplicateur de vitesse avec hélice a
pas fixe.
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Utiliser une stratégie de limitation de puissance est intéressante au niveau technico-
économique car elle permet d’éviter un surdimensionnement important de la chaine de
conversion électrique. Etant donné que la turbine est a pas fixe, la mise en ceuvre de ce
type de stratégie d’écrétage de la puissance ne peut pas s’effectuer par le contréle
mécanique de la géométrie de I'hélice (variation du pas des pales). Cette stratégie de
limitation de puissance doit étre mise en ceuvre électriquement via le contréle du couple
et de la vitesse de la génératrice [And02] [ValOl]. Une possibilité est de limiter la
puissance en accélérant la machine ce qui peut étre réalisé par la mise en ceuvre d’'une
stratégie de contrdle par défluxage [ZhoO1] [Mon01]. Par conséquent nous proposons
dans ce chapitre, d’agir sur la conception de la génératrice pour dimensionner un
ensemble convertisseur/machine adapté a cette stratégie de limitation de puissance et
spécifique a un site hydrolien donné. D’apres [Bri02], une telle méthodologie de
conception qui est qualifiée de « systémique » dans [Bri02] permet de répondre a des
problématiques de conception orientées systéme. Elle consiste notamment a optimiser
un composant d'une chaine de conversion (modélisé finement) tout en tenant compte
des autres composants, modélisés avec un niveau de précision moindre [Mes01] [Mes02].
Ainsi la méthode développée dans ce chapitre, s’inscrit dans cette démarche car nous
souhaitons ici tenir compte de la stratégie de pilotage, des spécifications de la
génératrice (qui est I'’élément modélisé finement), de la caractéristique énergétique de la
ressource, des performances de la turbine (loi de coefficient de puissance) et des
contraintes liées au convertisseur. Cette méthodologie nous semble pertinente afin de
répondre a la problématique du dimensionnement d’'une génératrice pour un cahier des
charges hydrolien.

Dans la seconde partie de ce chapitre, nous analysons les performances sur cycle de la
génératrice dimensionnée selon la méthodologie proposée. L’influence de la
caractéristique de la turbine sur le dimensionnement de la génératrice sera également
étudiée.

IV.2. Méthodologie

IV.2.1. Modélisation et analyse de la ressource des courants de
marées

Dans cette premiere partie nous proposons une méthode d’étude et d’analyse du
potentiel énergétique d'un site de courant de marée. Ceci permettra par la suite
d’estimer I'énergie extractible et de définir le point de dimensionnement d’une turbine
installée sur un site hydrolien. Afin d’illustrer la démarche, nous considérerons un site
situé dans le Raz de Sein en France. Ce site est adapté pour I'implantation d’hydroliennes
car il est le siege de courants dont 'amplitude peut atteindre 3,6m/s et en plus il est si-
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tué a proximité des cotes. Nous disposons des vitesses des courants pour chaque heure
durant une période de référence de 8424 heures. Ces données sont issues de I'analyse de
I'atlas des marées du SHOM et ont été utilisées au cours d’études antérieures menées au
sein du Laboratoire Brestois de Mécanique et Systémes et au sein de l'Institut de
Recherche de I'Ecole Navale (LBMS, IRENav) [Ben01] [DroO1]. Le mode de calcul des
vitesses de courants a partir des données de l'atlas est précisé dans [BenOl1]. La
figure IV.2 montre I'évolution de la vitesse du courants de marée sur le site choisi

pendant la période considérée.

[l N

o

'
[N

Vitesse des courants (m/s)

'
N

3 4

r I I r r r I I I
0 1000 2000 3000 4000 5000 6000 7000 8000 9000
Heures

Figure. IV.2. profil des vitesses de courants de marée sur site par heure durant 8424 heures.
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Figure. IV.3. répartition des occurrences (nombre d’heures) en fonction de la vitesse du courant sur
site,(la plage de variation des vitesses des courants est divisée en 20 intervalles).
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La période de variation des vitesses des courants peut étre répartie en n intervalles
réguliers. Chaque vitesse v; correspond alors a la valeur moyenne de la vitesse sur le iieme
intervalle. Une analyse statistique élémentaire nous permet de connaitre les occurrences
OCC;, a savoir le nombre d’heures ou la vitesse du courant est comprise dans le iieme
intervalle pour chaque valeur de i (Figure 1V.3). Cette répartition est donnée a la
figure IV.3 pour 20 intervalles. Connaissant les occurrences des vitesses de courants, il
est possible d’en déduire la répartition de I'énergie cinétique qui traverse une section
d’1 m2 perpendiculaire a I'écoulement. Ces énergies par m2 (qu’on note E! ) sont données
en Wh/m?, elles sont calculées pour chaque intervalle en considérant la valeur moyenne
de la vitesse sur l'intervalle selon I'équation IV.1. La répartition de ces énergies par m2
en fonction des vitesses des courants du site est représentée sur la figure 1V.4.

Ec (Vi ) = Epeau

vi[x0CC, (v;) (Iv.1)

3 3 3 3 3 3 3 3

3.5r o i . i 2
- Distribution de I'énergie cinétique des marées par m

n
3

15

Energie cinétique (MWh/n?)
N

o
(3

-3 -2 -1 0 1 2 3 4
Vitesse des courants de marées (m/s)

Figure. IV.4. répartition de I'énergie cinétique des marées par mz(MWh/mz) en fonction de la vitesse
des courants.

Par ailleurs, il est possible d’estimer I'énergie cinétique totale du site traversant un
m2 sur la période de référence (somme desE!). Cette énergie totale est, dans ce cas
d’étude, égale a 19,3 MWh/m?2.

En considérant une turbine marine caractérisée par son coefficient de puissance
optimal, Cp,max et son diametre Diurbine, il est possible de calculer 1'énergie mécanique, E¢,

extractible par cette turbine durant la période considérée. Ces calculs sont effectués a
partir des relations suivantes :
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E' (vi ) = ECi (vi )x Siurbine X Cp,max (Iv.2)
et

E, =ZEi (v) (1v.3)
Ou Sypipe =T Djmme /4 est la surface balayée par les pales de la turbine et Cpmax est le

coefficient de puissance maximal de la turbine. La valeur de E: représente I'énergie
maximale que peut extraire cette hélice en adoptant une stratégie de pilotage de type
MPPT. Cette valeur de I'énergie extractible va servir par la suite de référence afin de
comparer I'énergie extraite lorsque I'on utilise d’autres stratégies de pilotage.

IV.2.2. Modélisation de la turbine (hélice)

La turbine est modélisée par sa loi de C, (coefficient de puissance). Cette loi est
généralement définie comme une fonction de deux parametres Cy(A,3) : B étant 'angle
de calage des pales. Ici 3 est maintenu a 0 car I'hélice est a pas fixe. Le coefficient de
puissance (Cp) ne dépend donc que de A qui est le (TSR) rapport entre la vitesse
périphérique des pales et la vitesse du fluide. Le TSR (Tip-Speed-Ratio en Anglais) se
calcule par la relation donnée ci-dessous.

_ Q X ( Dturbine/z)

A= ¥ (1V.4)

Q (rad/s) est la vitesse de rotation de la turbine et v (m/s) la vitesse des courants.
Dans cette étude, nous considérons une loi de C, expérimentale issue d'une hélice cons-
truite a échelle réduite. Cette hélice a été concue pour une application hydrolienne et a
été testée en bassin comme détaillé dans [BahO1].

0.6

T T T T T T
——Fonction d'interpolation de la caractéristique de Cp

sl + Caractéristique éxpérimentale Cp [Bah01]

0.4

2 0.3 \
o/ \

0O 2 4 6 8 10 12 14

A (TSR)
Figure. IV.5. caractéristique de C, utilisée [Bah01], et fonction d’interpolation proposée (en rouge).

*)

C

-137-



Chapitre IV : Méthodologie de dimensionnement des hydroliennes avec prise en compte du
cycle de fonctionnement

Nous supposerons, que cette loi d’hélice reste valable pour les hydroliennes de grand
diametre. A partir des points expérimentaux [BahO1], nous proposons une fonction

d’interpolation de cette loi qui est donnée ci-dessous :

C, (1) =0.019517 (1.31726 °***%) _0,0867 cos (0.40192 — 5.6931)

(IV.5)
re[0 11.8]

La figure IV.5 donne la loi de C, utilisée. Elle montre une bonne concordance entre la
fonction d’interpolation proposée et les données expérimentales utilisées. Le coefficient

de puissance maximal de cette turbine est prmaX:Cp(kopt)zOASZ, obtenu pour

unl,, ~5.9. Dans la suite de cette étude, on considére une turbine ayant un diameétre,

Dwrbine=12m, ce qui correspond a un diametre proche des diametres utilisés dans les
hydroliennes préindustrielles actuelles.

IV.2.3. Définition de la stratégie de pilotage de I’hydrolienne a partir
de I'analyse de la ressource

Dans cette partie, on va présenter la méthodologie permettant de déterminer le ni-
veau de puissance de limitation (puissance nominale) et la vitesse de rotation corres-
pondante, ces parametres vont alors traduire le point de dimensionnement de la chaine
de conversion électromécanique.

Sur la figure 1V.4, on peut constater que I'énergie contenue dans les courants de ma-
rées est faible lorsque la vitesse de ces derniers atteint des valeurs élevées (figure IV. 4).
Ceci permet de comprendre qu’adopter une stratégie d’écrétage de la puissance lors des
forts courants de marée permettra d’éviter un surdimensionnement significatif de la
chaine de conversion électrique sans diminuer de maniére importante la quantité totale

d’énergie extraite.
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Figure. IV.6. puissance extraite par la turbine et sa stratégie de pilotage.

La figure IV.6 illustre la référence en puissance P, sur laquelle I'ensemble
hélice/génératrice devra fonctionner durant tout un cycle de fonctionnement en com-
prenant une stratégie d’écrétage de la puissance au-dela de la vitesse nominale des cou-
rants (v,). Cette trajectoire de fonctionnement est composée de deux parties. La
premiere partie consiste a extraire la puissance maximale lorsque la vitesse des
courants est inférieure a la vitesse nominale v,, qui correspond a la vitesse des courants
a partir de laquelle I'écrétage de puissance s’amorce. Une stratégie de type MPPT est
donc utilisée dans cette premiere partie de la caractéristique de pilotage de la turbine, ce
qui correspond a un fonctionnement a Cpmax €t donc a Agpe. La deuxiéme partie de la
stratégie de pilotage consiste a extraire une puissance constante lorsque la vitesse des
courants est supérieure a v, (stratégie de limitation de puissance au dela de la vitesse de
limitation).

On constate également a la figure 1V.4, que lorsque les vitesses des courants sont
faibles, le contenu énergétique des courants de marées est tres faible. Ce qui implique
que la turbine n’est pas exploitée si la vitesse des courants est en dessous de la vitesse
de démarrage vq sans diminuer significativement la production. Il est donc possible
d’adjoindre une troisieme phase de fonctionnement ou I'on n’extrait pas de puissance
lorsque les courants sont tres faibles (v<vg). On choisira dans cette étude de ne pas

extraire de puissance pour v< v4=1m/s, ce qui correspond a la vitesse des courants pour
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laquelle les hydroliennes actuelles de grande puissance ne sont pas exploitées. La
consigne de pilotage P* est donc définie par les relations ci-dessous :

0 si 0< |v| <V,
* T 2 3 :
P = gpeau DturbineprmaX Y% ‘ Sl vy, S|V| <v, (Iv.6)
Pin si |v| >V,

Avec PLim la valeur de la puissance pour laquelle la puissance de la turbine est écrétée
et v, la vitesse limite des courants a partir de laquelle la puissance récupérée par la
turbine est écrétée, v, peut se déduire de PLin a partir de la relation suivante :

_ | Flin (IvV.7)

Vn =
3| TT
\l(S Peau Dtirbinecp,maxj

La vitesse de rotation nominale de la turbine notée Q, (en rad/s) ou N, (en tr/min) se

calcule a partir des relations IV.8 et IV.9. En considérant les pertes mécaniques négli-
geables, ce point de fonctionnement (Pn=PLim, N») correspond au point de dimensionnent
nominal (Pn) de la génératrice.

AoV

Q =% 1 _ V.8
" (Dturbine /2) ( )
N, =Q, xg—g (1V.9)

La vitesse de rotation maximale que la turbine atteindra lors de son fonctionnement
est notée Qim(en rad/s) ou Niim (en tr/min). Elle se calcule a partir de I'intersection de la
courbe de puissance de la turbine correspondant a la vitesse maximale des courants de
marées (Vmax) sur le site avec la consigne de pilotage en puissance de la turbine (P*(N)).
Ce point est représenté dans la figure IV.6 et se calcule par les relations V.10 et [V.11.

AV

Qi — _°Lim "max (Iv.10)
) (Dturbine/z)
Niim = QUi 0 (IV.11)

La valeur du TSR correspondant a ce point, 1,,, se calcule par la résolution de

I’équation suivante :
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Plin =0 (1V.12)

T
( Peau Dtzurbine j

8
En connaissant la loi de C, de la turbine, son diametre, sa stratégie de pilotage et la

Cp (7‘)_

3
V max

caractéristique énergétique du site hydrolien ou elle est installée, il est possible
d’évaluer I'énergie extraite sur un cycle de marée par la turbine. Cette énergie extraite
est calculable par la relation V.13 et peut étre comparée a la valeur de E; (équation IV.3)
qui correspond a un maintien de la MPPT sur I'ensemble du cycle.

Eextraite = i P* (Vi ) X OCCI (Vi ) (IV13)
i=1

Sur la figure IV.7 est représentée I'énergie extraite par la turbine en fonction de la
puissance d’écrétage P.im donnée en pourcentage de l'énergie extractible E:. En effet,
chaque point de cette courbe donne le pourcentage de I'énergie extraite par une straté-
gie avec limitation de puissance a un niveau donné (P.im) par rapport a une stratégie de
d’extraction de puissance maximale MPPT (depuis une vitesse de courant de 1m/s et
sous hypothese d’une génératrice pouvant fonctionner a puissance nominale Prin jusqu’a
la vitesse maximale de courant du gisement, soit environ 3,6m/s).

100 -

90 E =88%
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P,. =30%
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20 40 60 80 100

Puissance d'écrétage en %, [(P , /P )x100]

Figure. IV.7. énergie extraite par I’hydrolienne en fonction du niveau de puissance d’écrétage Pj;n,.

PLim varie ici de 5% a 100% de la puissance maximale que la turbine est susceptible
d’extraire lors du courant le plus fort (Pmax = P(Cpmax, Vmax) = 1218kW). 1l est clairement
montré sur la figure IV.7 qu’un écrétage de la puissance a seulement 30% de la puissance

maximale permet la récupération de 88% de I'énergie du site. En adoptant cette
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puissance d’écrétage (PLim = Pn = 374kW) pour le cas étudié, la vitesse nominale des

courants a partir de laquelle est appliquée la stratégie de limitation de puissance est v, =
2,45m/s.

En utilisant la stratégie de pilotage définie sur la figure IV.6, 'analyse statistique du

fonctionnement de I'hydrolienne fait ressortir les éléments suivants :

L’analyse du temps de fonctionnement (Figure IV.8), montre que I'hydrolienne est
inexploitée (puissance nulle) durant 33% du temps (2825 heures) sur un cycle de
marée de 8424 heures (sous I'hypothese d'une vitesse de démarrage de la turbine a
va=1m/s). Selon la figure 1V.8, I'hydrolienne fonctionne pendant 60% (4960 heures)
du cycle en mode de controle MPPT tandis qu’elle ne fonctionne que pendant 7% du
temps (639 heures) en mode d’écrétage de la puissance.

La figure IV.9 compare I'énergie extraite par I'hydrolienne suivant les différents modes
opératoires avec I'énergie totale pouvant étre extraite si seule la MPPT était utilisée.
Elle montre que seulement 2% (21 MWh) de I'énergie extractible n’est pas récupérée
(vitesse de courant inférieur a 1m/s). 65% (612 MWh) de I'énergie extractible par la
turbine est récupérée en mode MPPT. En mode de limitation de la puissance, 23%
(239 MWh) de I'énergie extractible est récupérée tandis que I'énergie non récupérée
a cause de I'écrétage représente 10% (113 MWh) de I'énergie extractible totale.

La figure IV.10 donne la puissance extractible pour chaque heure durant le cycle de
marée. Elle montre le profil de la puissance transmise a la génératrice en fonction du
temps. La puissance d’écrétage est également supérieure d’environ 320% par rapport
a la puissance moyenne (Pmoy = 117 kW). La puissance de démarrage de la turbine est
Pg = 25,5 kW, elle représente 2% de la puissance maximale des courants (Pmax = 1218
kW) et environ 7% de la puissance d’écrétage (PLim = 374kW).

1200} I MPPT 1
I Ecrétage de la puissance
[ Arrét de la turbine

1000

» 800
@arrét

= MPPT 600

Occurrences (Heures)

O écrétagedela
puissance

400

200

-3 2 -1 0 1 2 3 4
Vitesse des courants (m/s)

(a) (b)
Figure. IV.8. analyse du mode de fonctionnement de I’hydrolienne, (a) répartition du temps de
fonctionnement, (b) distribution des occurences pour chaque mode de fonctionnement.
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Figure. IV.9. énergie extractible par la turbine (D = 12m, C,max = 0,452), (a) taux d’énergie en fonction
des différents modes opérationnels de la turbine, (b) distribution de I’énergie pour les différents
modes de fonctionnement.
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Figure. IV.10. puissances mises en jeu durant un cycle des courants de marées.

A partir de la consigne de pilotage en puissance P*(N), on en déduit la spécification en
couple développé par la turbine F*(N). En négligeant les pertes mécaniques, cette
spécification définit la caractéristique couple/vitesse de rotation que l’ensemble

génératrice/convertisseur devra étre capable, a minima, de développer pendant un cycle
de fonctionnement. Elle se calcule par la relation IV.14 donnée ci-dessous :

P*(N)
N x(27/60)

I"(N)=

(IV.14)
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Cette caractéristique est donnée a la figure IV.11 pour Prin=30% de Pmax. On peut
observer deux points remarquables sur cette caractéristique. Ces deux points
représentent le point nominal (défini par la vitesse nominale de la turbine N, et son
couple nominal ', qui est aussi le couple maximum de la génératrice si les pertes méca-
niques sont négligées) et le point de vitesse limite (défini par le couple limite I'zin et la

vitesse de rotation limite Nyim).

Si les pertes mécaniques sont négligées, cette caractéristique couple/vitesse est
introduite comme une spécification de dimensionnement de la génératrice, le couple de
la turbine est le donc assimilé au couple électromagnétique. Par conséquent, les deux
points caractéristiques sont utilisés comme points de dimensionnement de la
génératrice. Si la génératrice est capable de produire le couple requis pour ces deux
points de fonctionnement, I'exigence en couple sera satisfaite sur toute la plage de
fonctionnement (nous le vérifierons a posteriori en s’assurant que la caractéristique

couple/vitesse obtenue pour le dimensionnement proposé domine cette courbe de

spécification en couple/vitesse).
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!N(N =N T =T)
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I’ \\
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Figure. IV.11. spécification en couple de la génératrice.

1V.2.4. Définition de la valeur de la contrainte en tension liée au
convertisseur

Dans notre démarche, et comme vu au chapitre III, les contraintes liées a I'association
de la génératrice avec le convertisseur sont prises en compte. L'une de ces exigences se
résume en une contrainte sur la tension maximale en valeur efficace autorisée par le
convertisseur du coté génératrice (Vimax), qui limite la tension neutre-phase(NPh) de la
génératrice. Pour fixer la valeur de cette tension Vg, on fait le choix d’'un convertisseur
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a IGBT de type Back-to-Back [BarOl]. La tension efficace neutre-phase de ce
convertisseur coté génératrice est fixée a Viax = 690V (valeur efficace). Ce niveau de
tension correspond aux gammes de tensions courantes utilisées dans les réseaux éoliens
offshores les plus répondus [Sie01].

IV.2.5. Association génératrice/convertisseur

Afin de tenir compte des limites en tension et en courant introduites par le
convertisseur, nous allons considérer un mode de fonctionnement en défluxage. En effet,
lorsqu’on accélere la génératrice a couple maximal (avec les FEMs en phase avec les
courants), on atteint une vitesse ou la tension maximale permise par le convertisseur est
saturée. Au-dela de cette vitesse il n’est plus possible de contrdler la génératrice a
couple maximal en maintenant un courant maximal en phase avec la force
électromotrice (limitation en tension). Une solution consiste a maintenir la méme valeur
maximale des courants en les déphasant des forces électromotrices afin de respecter la
contrainte liée a la valeur maximale de tension. Ceci équivaut a créer un flux statorique
s'opposant aux flux magnétique provenant des aimants. Ceci est mis en ceuvre en
introduisant une composante, ig, dans le courant afin de créer un flux d’induit qui
s’oppose au flux rotorique et diminuer le flux total vu par le bobinage. Ceci permet de
compenser l'augmentation de la force électromotrice et de la tension de phase par la
baisse du flux total dans le bobinage. Le couple de la génératrice est par conséquent
réduit pour les vitesses supérieures a la vitesse de base. Si 'on considere ce fonctionne-
ment, la plage de vitesse dans laquelle la génératrice peut fonctionner dépend de la
valeur de son inductance cyclique. Une inductance élevée permet une plage de
fonctionnement importante au détriment d’'un facteur de puissance bas au point de
début de défluxage (point de base). Lorsque l'inductance cyclique de la machine est
basse, le facteur de puissance en ce point est élevé mais la plage de fonctionnement a
haute vitesse est restreinte. Pour modéliser ces modes de fonctionnement en survitesse,
on considere le schéma de phase de la génératrice en convention générateur, comme
illustré sur la figure 1V.12. Ce schéma est donné pour une génératrice synchrone a

aimants permanents a poles lisses (La=Lq=Ls). La résistance de phase est ici négligée

(a) (b)
Figure. IV.12. (a) schéma électrique d’une phase de la génératrice, (b) représentation vectorielle en
convention génératrice.
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A partir de la figure IV.12b, on définit les angles suivants :
e O= (M,E) est 'angle de charge de la machine ;

o Y= (E,l) est 'angle entre la f.e.m et le courant de phase, lorsque cet angle est nul, le

flux statorique est en quadrature avec la f.e.m (couple maximal par Ampere) ;

o o= (y,j) est le déphasage entre la tension V et le courant de phase I ;
e ¢, estle flux magnétique total provenant des aimants (rotor) ;

On reprend le schéma de la figure IV.12b, en le divisant par la réactance synchrone
(Ls @), on obtient le diagramme de la figure 1V.13.

NS / axe(d)

axe(q)

Figure. IV.13. le diagramme permet une représentation simplifiée des points de fonctionnements
atteignables par la machine, I'axe (d) est I'axe direct du flux et I'axe (q) est I'axe en quadrature avec I'axe
d (ig et iy sont ici les projections du courant | sur les deux axes)

Dans le diagramme de la figure IV.13 La projection de Imax (courant maximal de phase

en valeur efficace) sur le plan (ig, ij) donne la relation IV.15 :

iy = lnax SIN(Y)

iy = lnax COS(P)

(1V.15)

Ce type de diagramme (figure IV.13) permet une représentation simple des points de
fonctionnement possibles de la génératrice. En effet les points de fonctionnement qui
respectent les contraintes liées a la valeur maximale des courants et des tensions
doivent se trouver dans la surface délimitée par l'intersection entre les deux cercles. Le
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cercle en couleur verte représente la limitation en courant Imax. Cette limite en courant
est imposée par la thermique de la génératrice et le courant maximal autorisé par le
convertisseur. Le cercle de couleur rouge sur la figure V.13 représente la limite en
tension du convertisseur. Le diameétre du cercle « de tension » dépend de la vitesse de
rotation de la génératrice et donc de la pulsation des courants notée @ (ce rayon est

égal a Vinax/(Ls.®)).

On peut écrire les relations suivantes qui permettent de définir la caractéristique
couple/vitesse de la génératrice :

L’équation du cercle traduisant la limite en courant s’écrit :

| =1/id2 +i,’ (IV.16)

L’équation du cercle traduisant la limite en tension est :

Vmax 2_ i (I)_m 2 i 2
(o) () -

S

La recherche de la caractéristique couple vitesse de la génératrice revient pour
chaque vitesse a trouver les point (ig ig) qui sont a I'intérieur des deux cercles. Dans ce
cas, le couple correspondant est :

Tew = 3P0, (1V.18)

De méme, la puissance électromagnétique de la génératrice est donnée par
I’équation 1V.19.

Pew = 3P0,i, 2 (IV.19)

De I'équation IV.20 on constate que la génératrice développe un couple maximum

lorsquei, =1, et donci; =0. On peut en déduire alors la pulsation électrique des cou-

rants wy (rad/s) a la vitesse de rotation de base de la génératrice (N») pour laquelle la
géneératrice est encore capable de fonctionner a couple maximal. Les relations 1V.20
et IV.21 qui permettent de définir le point de fonctionnement de base de la génératrice
sont données ci-dessous :
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(VmaxJ
L
A T (1V.20)
L +1?
LS max
N, = 2 80 (1v.21)
p 2=n

Si on note par ¢, =L I, le flux statorique dii a la réaction magnétique d’induit et

¢, le flux rotorique, on distinguera les cas suivants :

1) Cas 1: Flux rotorique supérieur a la réaction magnétique d’induit

Si ¢, >, (¢, >L 1) la machine possede une vitesse de fonctionnement maximale
(Nmax) (le couple produit est nul a Npmax (en tr/min) et la génératrice ne peut plus
produire de couple.au dela de Nmax). Cette vitesse peut se calculer par 'équation IV.23.
La pulsation électrique des courants correspondant a cette vitesse est donnée par la re-
lation IV.22.

Vinax (1V.22)

max
(I)m - Ls Imax

. %x% (IV.23)

Dans ce cas de figure, la puissance maximale de la génératrice est obtenue pour la

vitesse de rotation mécanique Nmax (tr/min) qui correspond a la pulsation o, - Elles

sont données par les relations 1V.24 et IV.25. Cette équation est obtenue en dérivant
I’équation de la puissance électromagnétique par rapport a la vitesse.

Oprax = Vinax (IV.24)
LY )Y (LY
¢m 4 ( S " max J +l _ 4( S " Mmax j
m O
()]
N (1v.25)
p 2r
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2) Cas 2: Flux rotorique inférieur ou égal a la réaction magnétique d’induit

Si ¢, <¢, (¢, <LI,) La vitesse maximale que peut atteindre la génératrice est

théoriquement infinie dans ce cas de figure. La génératrice peut développer la puissance
maximale si la vitesse de rotation est supérieure a la vitesse de base.

Pour tous les cas de figures, la tension neutre-phase de la génératrice (en valeur
efficace) est donnée par I'équation V.28 :

2
m | . 2
V(o) = Lo (%—\ud (0))‘) +i (o) (1v.26)
Le facteur de puissance de la génératrice en fonction de sa vitesse de fonctionnement
en défluxage est donné par I'équation IV.27 :
b X1 ()

FP((o) :—V (0)) X (1v.27)

= Imax

IV.2.6. Formulation du probleme d’optimisation avec les contraintes
de fonctionnement sur cycle

Comme c’est le cas dans le chapitre III, le dimensionnement optimal de la génératrice
est implémenté sous forme d’un probléme d’optimisation visant a minimiser le cofit des
parties actives. Cette optimisation est effectuée sous contraintes. De méme que dans le
chapitre IlII, la fonction objectif notée C(x) évalue le colt global des parties actives a
partir de la masse des aimants, du cuivre et des tdles magnétiques. x est le vecteur
contenant les grandeurs correspondant aux variables géométriques de la génératrice
(décrites au chapitre IlI). La premiére particularité de cette nouvelle formulation du
probléme d’optimisation réside dans l'introduction d’'un point de dimensionnement
(point de fonctionnement a la vitesse nominale de la turbine) issu de l’analyse
statistique de la caractéristique de la ressource en tenant compte de la loi de C, de la
turbine. La deuxiéme particularité réside dans l'introduction d’'une contrainte sur le
couple limite (obtenu pour la vitesse maximale des courants de marée), cette nouvelle
contrainte vise a obtenir une caractéristique couple/vitesse de la génératrice qui
domine la caractéristique couple/vitesse spécifiée par la ressource, la turbine et la
stratégie de pilotage. Si cette condition est vérifiée 1'écrétage en puissance de
I’hydrolienne pourra s’effectuer uniquement par le controle du couple de la génératrice
sans recours a un systeme d’orientation des pales. La formulation de ce nouveau
probléme d’optimisation est donnée par les relations (1V.28) ci-dessous :
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X" = minHC(x)H

xeX
V (%9, )~V =0
~T(%Q, )+ im <0
~FP(x,Q,)+FP_ <0 (1V.28)
Tenc (X’Qb)_T <0

[H o (%,2,)| = |Hg | <0

“Metec (X' Qb) + nelecmin <0
LB <x<UB

Les pertes mécaniques sont négligées dans cette étude, par conséquent la caractéris-
tique couple/vitesse de la génératrice en régime établi est confondue avec la caractéris-
tique couple/vitesse de la turbine donnée sur la figure 1V.11. De ce fait, le point de fonc-
tionnement de la génératrice a la vitesse de base est également confondu avec le point
de fonctionnement nominal de la turbine et représente donc le point de dimensionne-

ment de la génératrice (N, = Np, I'n = I'v, T, =1, Pz, =P). Les contraintes utilisées dans

IV.30 sont définies a la vitesse de rotation de base (), elles sont identiques a celles pré-
sentées au chapitre III a I'exception de la contrainte suivante :

o T'Lim(X, Qrim) qui traduit le couple de la génératrice a la vitesse de fonctionnement li-

mite Qzim. Ce couple doit étre supérieur au couple T}, spécifié par la stratégie de pilo-
tage de la turbine. Si cette condition est vérifiée, la génératrice pourra atteindre tous

les points de fonctionnement sur cycle de la turbine définis selon la consigne P".

Les valeurs de ces contraintes vont étre données dans la partie qui suit ou une étude
de cas est présentée.

IV.2.7. Etude de cas et analyse d’un dimensionnement
IV.2.7.1. Dimensionnement d’une génératrice

Comme c’était le cas au chapitre III, la procédure d’optimisation formulée dans
(IV.30) est implémentée sous Matlab® optimization toolbox avec utilisation de
'algorithme fmincon. 1l est a noter que les temps de calculs constatés sont peu impor-
tants, de 'ordre de quelques secondes. Ceci est dli a I'utilisation de modéles analytiques
et notamment un modele électromagnétique inversé [Dje03]. Pour effectuer le
dimensionnement de la génératrice, un ensemble de parametres et de contraintes sont
introduits dans l'algorithme. Certains de ces parametres sont donnés dans le
tableau IV.1. Le reste des parametres liés aux matériaux et autres spécifications sont

identiques a ceux considérés au chapitre III.
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Les parametres géométriques de la génératrice optimisée ici obtenue sont donnés
dans le tableau IV.2. Le tableau 1V.3 donne les parametres électriques et les performances
globales de la génératrice calculée. Il est a noter que les contraintes introduites dans
I'algorithme d’optimisation sont satisfaites. Les figures IV.14a et IV.14b illustrent des
croquis a 'échelle de la génératrice optimisée obtenue selon la méthodologie systé-
mique exposée dans ce chapitre.

Tableau IV.1. spécifications et exigences sur la génératrice (contraintes).

Diamétre externe de la génératrice Dyénératrice 3 m
Couple de la turbine a la vitesse de base Iy 155,59 kNm
Vitesse de rotation de base de la turbine N, 22.954 tr/min
Couple de la turbine a la vitesse limite [ Lim 5,7 kNm
Vitesse de rotation limite de la turbine Niim 62,736 tr/min
Ten5|on. neutre-;l)halse’ mfmmale imposée par le V. 690 V(efficace)
convertisseur coté génératrice

Facteur de puissance minimal a la vitesse de base FP 0,81 -
Rendement électrique minimal de la génératrice Nelecmin 0,96 -
Température maximale de la génératrice Trnax 100 °C
Champ coercitif dans les aimants Hg 10° A/m
Nombre de phases m 3 -
Nombre d’encoches par pole et par phase Sop 1 -
Coefficient de remplissage des encoches ks 0,5 -
Coefficient de bobinage au 1" harmonique Kp: 1 -
Ouverture relative des aimants Bm 66 %
Fermeture relative des encoches P ouv 50 %

Tableau IV.2. paramétres de la génératrice calculée.

J Densité de courant dans les conducteurs 3,0522 A/mm2 (efficace)
Al Charge linéique de courant 50671 A/m (efficace)
B, Induction d’entrefer au 1" harmonique (valeur créte) 0,6447 T

p Nombre de paires de poles 68 -

ncd Nombre de conducteurs par encoche et par phase 5 -

R; Rayon interne de la génératrice 1,35 m

R. Rayon externe de la génératrice 1,4634 m

R Rayon d’alésage du stator 1,376 m

L, Longueur active 51,7 cm

Liot Longueur totale (avec tétes de bobines) 59 cm

B, Ouverture relative des dents 53,9 %

Hpec Hauteur des becs de dents 4 mm

hys Epaisseur de la culasse statorique 1,35 cm

hy, Epaisseur de la culasse rotorique 1,35 cm

h, Profondeur d’encoches 7 cm

h, Epaisseur des aimants 6,87 mm

hy Epaisseur d’entrefer 54 mm
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U

D = 2.93m, Lm = 51.7cm
(a) (b)
Figure. IV.14. (a) vue globale sur une section de la génératrice, (b) zoom sur les parties actives de la
génératrice. Les dessins sont donnés a I'échelle.

Tableau IV.3. caractéristiques globales et performances de la génératrice calculée (données a la vitesse

de base).

E, Ficgrrce élect.romotrice (f.e.m) (valeur efficace au 580,5 V(efficace)
1™ harmonique)

% Tension simple de phase 690 V(efficace)

/ Courant de phase 215 A

X Réactance synchrone 1,8843 Q

rs Résistance statorique 0,1 Q

FP Facteur de puissance 0,81 -

Nelec Rendement électrique 96 %

Tenc Températeur maximale dans I'encoche 56 °C

Hax Champ magnétique maximal dans les aimants 0,53874 MA/m

P; Pertes Joule 13,2 kw

Prer Pertes fer 1,77 kw
couple ma55|q'ue (Ia. masse considérée est la 464 N.m/kg
masse des parties actives)
Co(t total des parties actives 25,85 KS
Masse totale des parties actives 3353 kg
Taux de fuites de flux magnétique 3D 0,5 %
Inductance cyclique 11,5 mH

IV.2.7.2. Analyse des capacités de défluxage de la génératrice

Dans cette partie, il s’agit de confirmer 'aptitude de la génératrice calculée a satisfaire
les exigences imposées par le cahier des charges en particulier par rapport a la stratégie
de pilotage avec écrétage de puissance (caractéristique couple/vitesse). L'analyse des
capacités de défluxage de la génératrice (figure IV.15), démontre clairement que la
caractéristique couple/vitesse de la génératrice (en régime établi) domine Ia
caractéristique couple/vitesse spécifiée sur toute la plage de vitesse de fonctionnement
(cycle). Ce résultat est mis en évidence par le tracé de la caractéristique de la génératrice
dans le plan puissance et vitesse (figure 1V.16). Par conséquent, la turbine hydrolienne a

pas fixe associée a cette génératrice dimensionnée peut ‘a priori’ étre pilotée sur toute la
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plage de vitesse uniquement par un contrdle en couple via le convertisseur en appli-
quant une stratégie de pilotage avec écrétage de la puissance.

Point de base

7'\\
I\
AN
140 A
1 \
ll \\\\
120

§ 100 ; <~
=3 ! S
P ! \x -
o 80 7 Ssoo Point limte
3 ! N (N T, )
(@) / Ssao Lim’ Lim
60 / RS
II %
1
7
40 II
K ====Caractéristique couple spécifiée
/' — Caractéristique couple/vitesse de la génératrice
20 ¥
,/
===
0 10 20 30 40 50 60
N (tr/min)
Figure. IV.15. caractéristique couple/vitesse de la génératrice (noir) et caractéristique spécifiée (rouge-
pointillé).
T T
—v=1m/s
1200 —t ——v=1.65765ms |
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Figure. IV.16. puissance atteignable en régime permanent (vert) et consigne de pilotage en puissance
de I'ensemble turbine/génératrice (noir).
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IV.3. Analyse des performances a couple maximal et
sur un cycle de vitesse

IV.3.1. Performances a couple maximal de la génératrice

Nous allons détailler, dans cette étude, les performances de la génératrice sur toute la
plage de vitesse lorsqu’elle est pilotée a couple maximal (courbe en noir de la
figure IV.15). Le comportement de la génératrice a couple maximal est donc analysé en
fonction de la vitesse. Un pilotage de cette génératrice calculée (tableau IV.2) a puissance
maximale correspond a l'intersection des cercles relatifs aux limites en courant et en
tension dans le plan (ig, ig) (voir figure IV.17). La consigne en courants ig et i; pour ce

fonctionnement a puissance maximale de la génératrice est donné par I'équation IV.29.

iy =0 st < @,
2 2
i, =2LTS. (\CLJ -[‘Il’_—m] ~2 | sieza, (1v.29)
m S(D S
iq = Ii‘lax_ld2
400

= Limite en courant |
max

= Limite en tension V
max

300 /

200

100

P S

-100

3<
TN/
3 /

i, (A)
e ———

-200

-300 \ 7 -
— -

-800 -600 -400 -200 0 200 400
i, (A)

Figure. IV.17. représentation a |'echelle des limites en tension et en courant et du diagramme vectoriel
a la vitesse de base (génératrice donnée au tableau 1V.2), le schéma est donné en mode moteur.

La figure V.18 illustre les consignes en courants ig et i; a imposer pour assurer les
points de fonctionnement a couple maximal pour chaque vitesse de rotation de la géné-
ratrice. La puissance et le couple maximal en fonction de la vitesse sont illustrés sur les
figures 1V.19.a et IV.19.b. La puissance de la génératrice continue a augmenter apres la
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vitesse de base pour atteindre sa valeur maximale a la vitesse (Qpmax). Au-dela de la

vitesse Q. la puissance de la génératrice commence a décroitre car le couple diminue

de maniere significative. La vitesse maximale a partir de laquelle la génératrice ne peut
plus fournir de couple est dans ce cas d’étude de 4,5 fois la vitesse de base.

\ I

/ — i
< q
j 100

200

\\
50 N
Nb \lpmax Nmax
0
0 20 40 60 80

Vitesse de rotation (tr/min)
Figure. IV.18. courants iy et i; pour un fonctionnement a couple maximal de la génératrice
(représentation en cas moteur).
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(b)
Figure. IV.19. (a) caractéristique puissance enveloppe de la génératrice en fonction de la vitesse, (b)
caractéristique couple enveloppe de la génératrice en fonction de la vitesse.
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La figure IV.20a montre I’évolution de la tension simple de phase de la génératrice
lorsque la génératrice est pilotée a couple maximal, comme attendu la tension est satu-
rée a la vitesse de base de la génératrice. Sur la figure IV.20b, le facteur de puissance est
représenté. On reléve que le facteur de puissance est constant a la vitesse de base, puis
augmente avant d’étre unitaire lorsque la génératrice produit sa puissance maximale a
lavitesseQ .., puis de décroitre.
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Figure. 1V.20. (a) tension neutre-phase de la génératrice en fonction de la vitesse, (b) évolution du
facteur de puissance de la génératrice en fonction de la vitesse.
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IV.3.2. Performances de la génératrice lors du suivi de la stratégie
de pilotage associée a I’hydrolienne

On souhaite maintenant analyser le fonctionnement de la génératrice lorsqu’on suit la
consigne de pilotage de I'hydrolienne P* (figure IV.6). Cela correspond au suivi de la
courbe de la caractéristique couple/vitesse en rouge dans la figure 1V.15. Il faut pour cela
injecter les courants iq.ref €t ig-rer donnés sur la figure IV.21. Ces courants sont calculés
suivant une stratégie de pilotage a pertes Joule minimales sur toute la plage de
fonctionnement. Ces consignes en courant sont, de ce fait, donnés par la relation IV.30.

N
o
o

ot
"""
as?

B
O -
., PLid
.
-y R
--------

150 /

100 /
\

50 / / = lgref

Consignes en courants (A)

d-ref|

samen | , courant total de phase
mach
| | | |

0 » » + +
0 10 20 30 40 50 60

Vitesse de rotation (tr/min)

Figure. IV.21. consignes en courants iq et ig pour le pilotage de la génératrice a pertes Joule minimales
sur toute la plage de vitesse (obtention de la puissance de pilotage P*).

=

q-ref 3p¢m

ly_rer =0 si o<, (Iv.30)
On [ Viox |

- m -2 -

liret = Ts - [ﬁj - Iq—ref Sl = Oy

La figure IV.22a donne I'évolution des pertes Joule et des pertes fer en fonction de la
vitesse de rotation de la génératrice. On peut noter que les pertes fer restent faibles
devant les pertes Joule (moins de 10%) sur toute la plage de vitesse de fonctionnement,
ce qui justifie le choix d’opter pour une stratégie de pilotage a pertes Joule minimales. La
figure IV.22b donne le rendement de la génératrice sur le cycle. Cette figure montre un
rendement trés bas (inférieur au rendement nominale 0,96) pour des vitesses de
rotation inférieures a 4 tr/min (vitesse environ 7 fois inférieure a la vitesse de base). Il
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est a noter que dans ce cas I'hydrolienne est mise a I'arrét et ce rendement ne va donc
pas impacter la quantité d’énergie récupérée. On peut également relever que le
rendement augmente au-dela de sa valeur nominale (0,96) lorsque la vitesse dépasse 4
tr/min pour ensuite diminuer et s’établir au rendement nominal a la vitesse de base
(0,96). Au-dela de la vitesse de base le rendement augmente légerement et dépasse sa
valeur nominale puis diminue. Le rendement a la vitesse de fonctionnement limite de la
génératrice présente la valeur la plus basse sur tout le cycle de fonctionnement en
défluxage mais reste proche de la valeur nominale (n=0,955). Toutefois, a ce point de
fonctionnement limite le rendement n’est pas trés pénalisant par rapport au rendement
global sur cycle, étant donné que les vitesses de fonctionnement élevées ont des
occurrences faibles (faible contenu énergétique).
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Figure. IV.22. (a) pertes en fonction de la vitesse, (b) rendement de la génératrice en fonction de la
vitesse.
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La figures 1V.23a et la figure IV.23b présentent I’évolution de la tension neutre-phase
(valeur efficace) et du facteur de puissance de la génératrice en fonction de la vitesse de
rotation. On constate que le facteur de puissance le plus bas se situe a la vitesse de base.
La figure IV.24 montre I'évolution de I'induction moyenne dans les dents. Cette induction
est constante pour les valeurs de vitesses inférieures a la vitesse base puis diminue au-
dela de la vitesse de base lorsque la génératrice est défluxée. De maniere générale,
I'induction dans le circuit magnétique demeure relativement faible par rapport aux
niveaux d’induction que peuvent supporter les toles magnétiques. Ceci est lié au fait de
considérer des flux statorique et rotorique additifs (qui est un cas critique jamais at-
teint) lors de la mise en ceuvre du calcul des culasses ferromagnétiques dans le modele
électromagnétique présenté au chapitre II. La masse du circuit magnétique pourrait
donc étre réduite en considérant uniquement le flux magnétique génére par les aimants
(rotor).
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Figure. IV.23. (a) tension neutre-phase de la génératrice en fonction de la vitesse, (b) facteur de
puissance de la génératrice en fonction de la vitesse.
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Figure. IV.24. évolution de I'induction moyenne dans les dents en fonction de la vitesse.

IV.4. Influence des parametres de couplage de la
génératrice avec le convertisseur et la turbine

On souhaite évaluer la sensibilité des résultats de dimensionnement par rapport aux
valeurs fixées sur certaines contraintes liées au parametres de couplage de la généra-
trice avec le convertisseur et I'hélice. On étudiera ainsi I'influence de la contrainte liée au
facteur de puissance et l'influence de la forme de la courbe de C, de la turbine.

IV.4.1. Etude de l'influence du facteur de puissance

Il s’agit ici d’étudier I'influence de la contrainte sur le facteur de puissance de la
génératrice sur le colit et la thermique de la génératrice. Pour les besoins de cette
analyse la contrainte sur le facteur de puissance varie entre 0,55 et 0,82. Pour chaque
valeur, la génératrice est optimisée de maniere a minimiser le colt des parties actives
comme formulé dans les relations IV.28. Ces calculs sont effectués avec les mémes
spécifications et selon la méme méthode que pour les parties présentés précédemment
dans ce chapitre. Pour des raisons de lisibilité du document le détail des dimensions et
des parametres des génératrices dimensionnées dans cette étude ne sont pas
présentées. Seul le colit total des parties actives et les températures maximales dans les
encoches de ces génératrices sont donnés sur les figures IV.25.a et IV.25.b. L’ensemble
des calculs effectués dans cette étude a montré une saturation de la contrainte sur le
facteur de puissance. Les figures IV.25.a et IV.25.b montrent un colit total des parties
actives qui augmente pour des valeurs élevées du facteur de puissance tandis que la
température maximale dans les encoches baisse. En effet, lorsque le facteur de puissance
de la génératrice est plus élevé, la flux statorique nominal est plus faible (en pourcentage
du flux rotorique) et un champ rotorique plus fort doit donc étre fourni pour atteindre le
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couple nominal. Ceci se traduit par une augmentation de la masse d’aimants au
détriment de la masse de cuivre. Les prix actuels des aimants a haute énergie utilisés
dans cette étude font que le champ créé par les aimants est plus coliteux que le champ
créé par le cuivre dans le bobinage. Ce qui peut expliquer 'augmentation du coft total
des parties active lorsque le facteur de puissance de la génératrice est plus élevé
(figure IV.25.a). Les pertes Joule dans I'encoche sont aussi moins importante, ce qui
explique des températures dans I’encoche plus basse (figure 1V.25.b). Il est a noter que la
machine reste bien refroidie (la température dans '’encoche est tres en dessous de la
température maximale permise (Tmax)) et cela a été observé pour toutes les valeurs du
facteur de puissance étudiées.

Remarque: Le colt total des parties actives de la génératrice augmente avec
I’élévation du facteur de puissance tandis que le colit du convertisseur baisse avec
I'amélioration du facteur de puissance. Il serait alors théoriquement possible, lors de la
définition d'un systéme industriel, si on dispose de données concernant le prix des
convertisseurs, de calculer le colt total de I'ensemble convertisseur/génératrice en
fonction du facteur de puissance. Ceci permettrait de trouver la valeur du facteur de
puissance présentant le meilleur compromis entre le colit des parties actives de la
génératrice et le colit du convertisseur.
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Figure. IV.25. (a) évolution du co(t total des parties actives en fonction de la contrainte sur le facteur
de puissance, (b) évolution de la température en fonction de la contrainte sur le facteur de puissance.

IV.4.2. Etude de l'influence de la caractéristique d’hélice

b

Cette partie vise a étudier l'influence de la caractéristique d’hélice sur les
performances de la génératrice. La méthode de limitation de la puissance a vitesses de
courants élevées décrite dans ce chapitre est utilisée. Pour pouvoir comparer les
génératrices dimensionnées, deux turbines avec des caractéristiques Cp(A) différentes
(figure 1V.26).

(C,mx =0.44) et sont pilotées avec la méme consigne en puissance P* sur tout le cycle.

sont utilisées Les deux turbines possédent un Cpmex identique
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On suppose également que les deux turbines démarrent a la méme vitesse de courant de
marée (1m/s). Sous ces conditions, la quantité d’énergie récupérée par les deux turbines
est a priori identique. La premiere turbine est issue de [Che01], elle possede un
coefficient de puissance maximal de 0,44 obtenu pour un TSR (Tip-Speed-
Ratio) A

ot & 7.9. Le coefficient de puissance de cette turbine s’annule pour un TSR

maximal ., ~21.5.Laloi C, (A, B) de cette turbine est donnée par I'équation 1V.33 avec

=0 (hélice a pas fixe). La deuxiéme turbine considérée est issue de [Slo01], elle posséde

un C, . ~0.44obtenu pour un TSR optimal’,, ~6.9. Le coefficient de puissance de
cette hélice s'annule pour un TSR maximal A, ~11. La caractéristique C, (A, B)de cette
hélice est donnée par la relation IV.34. Cette deuxieme hélice étant aussi a pas fixe,
I'angle de calage des pales (B) est également fixé a zéro. Sur la figure IV.26, les deux lois

de Cp de ces deux hélices sont représentées. On peut relever que la premiére hélice
[Che01] possede une plage de fonctionnement plus large en TSR que la deuxieme hélice
[Slo01]. Le rapport des plages de TSR de ces deux hélices est d’environ 2. Ceci se
traduira par des plages de vitesses de fonctionnement tres différentes pour la

génératrice.
125
C,(x,B)=0.22 ﬁ-OASxﬁ—s eh
M (IV.33)
1 1 ~ 0.0035
A A+0.008xp BP+1
151 =
Cp(LB)=0.22(7—0.58x[3—0.002><[32'14—13.2Je M
‘ (IV.34)
- 1
i 1 0.003
A—0.02xp PB°+1
0.45 —[Cf:e()l]
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Figure. IV.26. caractéristiques d’hélice utilisées pour la comparaison.
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A partir des caractéristiques de C, des deux hélices utilisées, les stratégies de
pilotages P* en fonction de la vitesse sont définies, elles sont représentées sur les
figures IV.27a et IV.27b. Ceci permet de définir les caractéristiques couple-vitesse a
spécifier aux génératrices (figureIV.28). Les parametres utilisés (matériaux, limite
thermique, rendement...etc) pour dimensionner les génératrices correspondantes aux
deux turbines sont pris identiques aux études précédentes. Les dimensions
géométriques et les parametres de conception obtenus apres optimisation des deux
géneératrices dimensionnées, pour les deux hélices présentées, sont donnés dans le
tableau IV.4.
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Figure. IV.27. puissances en fonction de la vitesse et stratégie de pilotage en puissance de
I’hydrolienne pour les 2 hélices : (a) a large plage de fonctionnement [Che01], (b) a plage de
fonctionnement étroite [Slo01].
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Tableau IV.4. comparaison des dimensions et performances des deux génératrices.

Génératrice pour
turbine [Che01]

Gébératrice
pour turbine

[Slo01]
Dgeneratrice | Diamétre externe de la génératrice 2,89 2,895 m
Iy Couple de la turbine a la vitesse de base 114,8 131,7 kNm
N, Vitesse de rotation de base de la turbine 31,12 27,12 tr/min
Tim Couple de la turbine a la vitesse limite 35,4 59,21 kNm
Niim Vitesse de rotation limite de la turbine 100,9 60,3 tr/min
Viim Vitesse des courants au point de base 2,45 2,45 m/s
I Courant de phase 219,76 208,4 A
v Tension neutre-phase de la génératrice 690 690 V(efficace)
FP Facteur de puissance a la vitesse de base 0,8 0,84 -
Nelec Rendement électrique 96,3 96,3 %
.y 2,91 A/mm’
J Densité de courant dans les conducteurs 3,345 .
(efficace)
A Charge linéique de courant 51416 45821 A/m (efficace)
B, InductionA d’entrefer au 1 harmonique 0,6475 0.609 T
(valeur créte)
p Nombre de paires de poles 84 79 -
Nombre de conducteurs en série par encoche 4
ncd 4 -
et par phase
m Nombre de phases 3 3 -
Sop Nombre d’encoches par pole et par phase 1 1 -
ks Coefficient de remplissage des encoches 0,5 0,5 -
Ky Coefficient de bobinage au 1" harmonique 1 1 -
R; Rayon interne de la génératrice 1,35 1,35 m
R. Rayon externe de la génératrice 1,445 1,448 m
R, Rayon d’alésage du stator 1,3714 1,3723 m
L, Longueur active 41,3 51,5 cm
Liot Longueur totale (avec tétes de bobines) 47,3 57,9 cm
Bm Ouverture relative des aimants 66 66 %
B: Ouverture relative des dents 49,12 49,6 %
Bs Fermeture relative des encoches 50 50 %
Hpec Hauteur des becs de dents 4 4 mm
hys Epaisseur de la culasse statorique 1 1,05 cm
hy, Epaisseur de la culasse rotorique 1 1,05 cm
h, Profondeur d’encoches 5,9 6,1 cm
h,, Epaisseur des aimants 5,9 6,1 mm
hy Epaisseur d’entrefer 5,4 6,226 mm
E, Forge électrom.otrice (f.e.m) (valeur efficace 567,3 598,3 V(efficace)
au lier harmonique)
X Réactance synchrone 1,9 1,797 Q
rs Résistance statorique 0,08535 0,0897 Q
Tenc Températeur maximale dans les conducteurs | 58 52 °C
Honax Champ magnétique maximal dans les aimants | 0,553 0,535 MA/m
P; Pertes Joule 11,8 11,1 kw
Prer Pertes fer 1,2 2,3 kw
Le couple massique (masse parties actives) 53,5 47,5 N.m/kg
Co(t total des parties actives 17,82 23,13 k€
Masse totale des parties actives 2146 2771 kg
Taux de fuites de flux magnétique 3D aux 0,46
(s . 0,55 %
extrémités des aimants
Inductance cyclique 7 8 mH
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Les caractéristiques couple/vitesse et puissance/vitesse des deux génératrices
présentées dans le tableau IV.4 sont données sur les figures V.29 et IV.30. Ces figures
montrent que les génératrices calculées satisfont les exigences sur la caractéristique
couple-vitesse spécifiée et permettent le pilotage par écrétage de puissance des deux
turbines a pas fixe.
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Figure. IV.29. confrontation des carctéristiques couple/vitesse des deux génératrices dimensionnées
avec les caractéristiques spécifiées par les deux lois d’hélices utilisées, (a) pour I'hélice a large plage de
fonctionnement [Che01], (b) pour I'hélice a plage de fonctionnement étroite [Slo01].
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Figure. IV.30. confrontation des caractéristiques puissance-vitesse des deux génératrices
dimensionnées avec les consignes de pilotage en puissance pour les deux lois d’hélice utilisées, pour
I’'hélice a large plage de fonctionnement [Che01] (a), pour I'hélice a plage de fonctionnement étroite

[Slo01] (b).

\ ——V=3.6306 m/s

800 800

Puissance éxtraite par la turbine (kW)
Puissance éxtraite par la turbine (kW)

Les figures IV.31a et IV.31b donnent une comparaison du cofit total et de la masse
totale des parties actives entre les deux génératrices dimensionnées pour les deux lois
de C, des deux turbines utilisées. Ces deux figures montrent une génératrice avec un
cofit total et une masse totale des parties actives réduite de 23% en faveur de la turbine
[Che01]. En effet, le cahier des charges de la turbine définie dans [CheO1] correspond a
un couple de dimensionnement de la génératrice plus bas car la puissance nominale et
définie a une vitesse de rotation plus élevée, tandis que pour la turbine définie dans
[Slo01] le couple de dimensionnement nominal est plus élevé car la vitesse nominale est
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plus basse. Dans ce cas d’étude, le passage d'un A, =6,9 a un A, =7,9entre les deux

lois de turbines permet une réduction de 23% sur le cofit et la masse des parties active
de la génératrice.
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Figure. IV.31. (a) comparaison du co(t total des parties actives pour les deux génératrices, (b)

comparaison de la masse totale des parties actives pour les deux génératrices.

La figure V.32 donne un comparatif des facteurs de puissances obtenus pour les deux
génératrices dimensionnées pour les deux lois de turbines. On peut relever a partir de
cette figure que la génératrice dimensionnée pour la turbine donnée dans [Slot01]
présente un facteur de puissance amélioré de 4% par rapport au facteur de puissance de
la génératrice dimensionnée pour la turbine donnée dans [Che01]. En effet, la turbine
donnée dans [Che01] impose a la génératrice une plage de fonctionnement plus large en
survitesse (mode de défluxage). Cette exigence va amener a augmenter le niveau de
réaction d’induit pour fonctionner sur une plage de vitesse plus large, par conséquent
cette loi d’hélice va imposer un facteur de puissance plus bas a la génératrice.

1r Il Génératrice pour turbine [Che01]
Bl Génératrice pour turbine [Slo01]

o o o
~ o ©
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0

Figure. IV.32. comparaison du facteur de puissance pour les deux génératrices dimensionnées.
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Sur la figure IV.33, une caractéristique de C, d’une turbine donnée a pas fixe est
représentée en fonction du TSR (A ). Sur cette caractéristique on distingue deux zones
remarquables que l'on notera zone A et zone B. Si I'on se place du point de vue du
concepteur de l'ensemble convertisseur/génératrice on peut dégager les tendances
suivantes pour le choix d’une turbine a pas fixe a associer a la génératrice.

e La zone A doit étre aussi large que possible pour augmenter la vitesse de base (vi-
tesse nominale) de I'’ensemble génératrice hélice. Ceci permet de diminuer le couple
de dimensionnement de la génératrice et donc de réduire significativement le cofit et
la masse des parties actives.

e Lazone B doit étre aussi étroite que possible afin de minimiser les exigences liées a la
survitesse en défluxage de maniere a réduire le facteur de puissance de la génératrice
qui est lié au colit du convertisseur. De plus la réduction de la largeur de la zone B
permet de fonctionner a des vitesses de rotation de la turbine plus basses lors des
forts courants de marées, ce qui permet d’éviter des phénomenes de cavitation sur les
pales et de minimiser les contraintes mécaniques.

IV.5. Conclusion

Dans ce chapitre nous avons proposé une méthodologie de conception d'une
géneératrice électrique synchrone a aimants permanents a entrainement direct associée
avec une hélice a pas fixe. La stratégie de pilotage utilisée repose sur la limitation de
puissance lors des forts courants sans recours a un mécanisme d’orientation des pales.
Cette stratégie est basée uniquement sur la commande de I'’ensemble
convertisseur/génératrice. La démarche mise au point prend en compte les exigences
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liées aux principaux éléments de la chaine de conversion, a savoir : la ressource, I'hélice,
la génératrice, la stratégie de pilotage et les contraintes liées au convertisseur. Elle
permet ainsi de définir une caractéristique couple/vitesse que I'ensemble
convertisseur/machine devra étre capable de suivre durant un cycle de courants de
marées. Une génératrice est ainsi dimensionnée et optimisée a partir de cette
caractéristique couple/vitesse spécifiée. Les résultats obtenus, sur un cas réaliste,
montrent qu'il est possible de dimensionner une génératrice capable de développer le
couple requis sur tout le cycle. Par conséquent, la limitation de puissance lors des forts
courants peut a priori se faire via la commande de la génératrice sans recours a un
mécanisme d’orientation des pales. Ceci peut permettre une réduction significative des
besoins en maintenance des turbines hydroliennes. Cependant, la méthode proposée
devra étre améliorée dans des travaux futurs. Ces améliorations peuvent étre mises en
ceuvre en tenant compte des pertes mécaniques qui peuvent étre significatives aux
vitesses de fonctionnements limites de 'ensemble turbine/génératrice. Elles peuvent
également concerner la prise en compte de limites mécaniques (tenue mécanique de la
turbine) et hydrodynamiques (cavitation sur les pales de la turbine).

Dans la deuxiéme partie de ce chapitre les performances de la génératrice sur un
cycle de fonctionnement sont analysées et les résultats sont présentés. Ceci permet de
voir I'évolution des performances de la génératrice en fonction de la vitesse de
fonctionnement. Cette observation des performances de la génératrice en fonction de la
vitesse a notamment mis en évidence des pertes fer faibles (inférieures a 10% des
pertes totales) sur l'ensemble des points de fonctionnement de la génératrice. Ce
résultat démontre alors la pertinence de l'utilisation d’une stratégie de controle a pertes
Joule minimales pour réduire les pertes totales sur le cycle de fonctionnement.

Dans la derniére partie de ce chapitre, 'influence de la caractéristique de C, de la
turbine sur le cofit et la masse des parties actives de la génératrice a été étudiée. Cette
étude a permis de mettre en lumiere les conséquences du choix ou de la conception de la
turbine sur les performances de la génératrice. Ainsi, une caractéristique de C, d’'une
turbine avec un TSR optimal élevé est favorable a la réduction du cofit et de la masse de
la génératrice tandis qu'un TSR maximal réduit est favorable a I'amélioration du facteur
de puissance de la génératrice et donc a la réduction du colt du convertisseur.
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Chapitre 5

V.Mise en ceuvre d’un prototype
expérimental

V.1. Introduction

Certains des modeles proposés dans ce mémoire sont spécifiques. Il s’agit en particu-
lier de modeles électromagnétiques qui permettent le calcul des performances de ma-
chines de grand diametre avec de grands entrefers. Nous avons donc voulu mettre en
ceuvre une validation expérimentale de ces modeles.

Dans ce chapitre, un pré dimensionnement d’'une maquette démonstrative est
proposé. Les dimensions de ce prototype expérimental sont inspirées d’'une génératrice
a flux axial a double stator de tres grand diametre. Les effets magnétiques 2D et 3D ren-
contrés dans ces machines sont reproduits sur ce dispositif a échelle réduite. Le but est
de valider par une étape expérimentale les modeles spécifiques mis au point pour des
machines a tres grand diametre.

Les objectifs et le contexte de réalisation de ce prototype sont décrits. De plus, la mé-
thode de dimensionnement qui permet d’obtenir des effets de fuites électromagnétiques
comparables a ceux des machines de grand diametre étudiées au chapitre III est présen-
tée. Le pré dimensionnement est validé par des calculs analytiques 2D et 3D.
L’environnement de la maquette est également succinctement décrit. Finalement, les
premiers éléments de fabrication du prototype qui est en cours de réalisation par une
entreprise partenaire, la société ECA-EN, sont présentés.
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V.2. Ebauche de dimensionnement d’un
démonstrateur de machine a flux axial en SMC

V.2.1. Objectifs et contexte de réalisation du démonstrateur

Afin de mieux valider et cerner les limites des modeéles qui ont été élaborés, il semble
nécessaire de mettre en ceuvre une réalisation expérimentale d’'une machine a flux axial
a double stator. Cette étape permettra de valider les modeéles électromagnétiques de
machines possédant des entrefers élevés et des effets de fuites 2D et 3D importants, les
dimensions et I'instrumentation de ce démonstrateur doivent permettre de se placer, a
échelle réduite, dans des conditions proches au niveau des fuites magnétiques des
machines dimensionnées pour des applications de grande puissance. L'IRENav dispose
d'un lot d’éprouvettes de matériaux magnétiques composites doux (SMC) de type
ATOMET EM1 fabriqué par la société « Québec Metal Powder ». Ces matériaux rendent la
conception d’'une machine a flux 3D plus aisément réalisable que l'usage de tdles
magnétiques, a condition de rester dans des dimensions compatibles avec les
contraintes de pressage du matériau. Les éprouvettes de matériau, dont dispose
I'IRENav, sont cylindriques (voir figure V.1). Leurs dimensions sont données dans le
tableau V.1. Les principales caractéristiques de ce matériau sont rappelées dans la
référence [Gel01l]. L’utilisation de ces éprouvettes pour réaliser les stators du
démonstrateur permet de construire un démonstrateur de taille et de puissance
compatible avec un environnement de laboratoire. Ceci permet de qualifier d’'une part
les modeles électromagnétiques et d’autre part a notre société partenaire en charge de
la réalisation, ECA-EN, de valider la possibilité d’utilisation de nouveaux matériaux
magnétiques doux (SMC) dans d’autres contextes applicatifs.

Tableau V.1. dimensions des éprouvettes SMC dont dispose I'[RENav.

Diamétre de I'éprouvette Dep mm 125
Hauteur de I'éprouvette hep mm 38

R S S S T AR S

Figure. V.1. vue de I'une des éprouvettes SMC dont dispose I'IRENav (la régle située sur la vue est
graduée en cm)
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V.2.2. Méthodologie de dimensionnement

Le niveau de fuites 2D et 3D d’'une machine a grand entrefer, peut étre directement
corrélé avec deux rapports de formes. Le rapport entre I'entrefer et la largeur de pdle est
représentatif des fuites inter-polaires. Le rapport entre I'entrefer et la longueur active de
la machine (longueur dans la direction des conducteurs actifs qui est égal a I'épaisseur
radiale dans le cas d'une machine a flux axial) est lui représentatif des fuites
tridimensionnelles aux extrémités des aimants [Dro03] [Dro04].

Afin d’avoir un comportement en termes de fuites magnétiques, le plus proche des
machines étudiées, il est nécessaire de conserver ces deux rapports identiques avec ceux
rencontrés dans les grandes machines, au niveau du dimensionnement du
démonstrateur. On souhaitera ici reproduire le comportement électromagnétique de la
machine de grande puissance présentée dans [Dje03]. La réalisation des stators dans les
éprouvettes de SMC va imposer des contraintes sur le diametre externe des circuits
magnétiques de la machine (limité au diametre de I’éprouvette) et sur I'épaisseur axiale
de chacun des stators (limitée par la hauteur des éprouvettes). L’'intégration de ces
contraintes et le respect des rapports d’entrefer, conduit a un jeu de dimensions qui est
donné au niveau du tableau V.2. Il est a noter que ce jeu de dimensions peut étre
légerement modifié en fonction de contraintes de réalisation (coefficient de remplissage
ou autres). Les valeurs choisies pour la charge linéique et la densité de courant
devraient permettre une marge de manceuvre assez importante au niveau thermique. Le
bobinage des stators est concentrique a 1/2 encoche par poéle et par phase (Spp=1/2). Les
calculs sont donnés pour un bobinage diamétral théorique a 1 encoche/pble/phase.
Pour adapter les calculs présentés a un bobinage concentrique a %2 encoche par pole et
par phase, il faudrait multiplier les valeurs obtenues sur les couples et les premiers
harmoniques des forces électromotrices par le coefficient de bobinage correspondant
(0,867 pour ce bobinage a Spp = 1/2).

Tableau V.2. dimensions du démonstrateur proposé.

Dimensions et caractéristiques principales du démonstrateur

Rayon extérieur d’un stator 61,2 mm
Rayon intérieur d’un stator 41,2 mm
Magnétisation des aimants 1,2T
Hauteur d’aimant 6 mm
Entrefer 4,7 mm
Charge linéique 18 kA/m
Densité de courant 3 A/mm’
Coefficient de remplissage 0,6
Ouverture relative des aimants 0,66
Epaisseur de culasse 6mm
Hauteur d’encoche 16,6 mm
Ouverture de dent 40%
Nombre d’encoche/stator 12
Nombre de paires de poles 4
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Avec le jeu de dimensions calculé, les rapports de forme avec la machine
dimensionnée dans [Dje03] sont maintenus comme le montre le tableau V.3.

Tableau V.3. rapports adimensionnels caractéristiques des fuites magnétiques

machine de référence [Dje03] Pré dimensionnement du
démonstrateur
Rapport entrefer /largeur de pole | 0,115 0,116
Rapport entrefer /AR 0,239 0,235

V.2.3. Estimation des performances et des phénomenes de fuites.

Afin d’estimer les performances et les effets de fuites, un calcul 3D de I'induction a
vide est réalisé. Ce calcul utilise une méthode semi-analytique basée sur Ia
représentation des aimants par des masses magnétiques et la représentation des
culasses par des plans équipotentiels scalaires. Cette méthode a été développée lors de
travaux antérieurs du laboratoire et est décrite dans la référence [Fad01]. Elle permet de
relativement bien qualifier les effets 3D bien qu’elle ne prenne pas complétement en
compte la géomeétrie complexe de la machine. En effet, les culasses sont modélisées
comme des plans infinis alors qu’en réalité, elles sont limitées en termes de rayon. La
perméabilité de ces culasses est également considérée comme infinie alors que dans la
réalité elle a une perméabilité finie. Le calcul permet d’évaluer le champ dans I'entrefer
ce qui permet le calcul des forces électromotrices et des couples.

Les calculs issus de cette méthode « 3D » sont comparées avec des calculs par une
méthode « 2D » [Dje03], et par la méthode « 1D » (calcul de 1¢r ordre sans fuites). Ceci
permet de qualifier le niveau de fuites inter-polaires de la maquette (par comparaison
entre les calculs « 2D » et « 1D ») et le niveau de fuites dans la troisieme dimension (par
comparaison entre les calculs « 3D » et « 2D »). Les mémes calculs sont alors effectués, a
des fins de comparaison, pour les dimensions calculées pour la machine de grande
puissance donnée dans [Dje03]. Les Figures V.2.a, V.2.b et V.3 donnent les formes d’ondes
de l'induction a vide calculée sur la surface statorique pour les dimensions proposées
pour le démonstrateur. On constate nettement au niveau des figures V.2a et V.3 les effets
liés aux fuites inter-polaires. On constate également la présence d’effets de fuites en
extrémités importants en examinant les figures V.2b et V.3. La figure V.4 présente les
calculs de couples obtenus par les 3 méthodes. On constate des écarts significatifs sur les
calculs suivant les méthodes. Ces écarts sont quantifiés dans la premiére colonne du
tableau V.4.
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0.5 T T T T T
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0 50 100 150 200 250 300 350 400 0.04 0042  0.044  0.046 0043 0.0s 0052 005 0056 0.058 008 0.062

(a) (b)
Figure. V.2. (a)induction (T) créée par les aimants au rayon moyen vs posisition angulaire (°élec), (b)
induction créée par les aimants au centre du poéle en fonction du rayon, le calcul est effectué a vide au
niveau de la surface statorique pour les dimensions du démonstrateur.

'‘ChampStat' ——
04 =
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Figure. V.3. cartographie de I'induction créée par les aimants au niveau de la surface statorique a
vide (T) en face d’une paire de péles (calcul effectué pour les dimensions proposées pour le
démonstrateur avec une méthode analytique 3D [Fad01]). L’axe des x représente le rayon (m) et celui
des y I'angle électrique (°) et I'axe des z I'induction (T)

S T T T T T

CEM calcul 3D
CEM calcul 1D
CEM calcul 2D

e N N N U

w

Figure. V.4. calcul des couples électromagnétiques (N.m) en fonction de I’angle électrique (°) pour
les dimensions du démonstrateur (en vert : couple moyen obtenu par la méthode « 1D », en bleu :
couple moyen obtenu par la méthode « 2D », en rouge : couple obtenu par la méthode « 3D »)
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Des calculs similaires sont effectués pour le jeu de dimensions de la machine de
grande puissance donnée dans [Dje03]. Les résultats sont donnés aux figures V.5 et V.6
etV.7.

0.4 T T

T
RM' —— op———

0.1 1

01k 4
02k 4

03k 4

0.4 L 1 L L 1 L L 0.18 L L L L L L L L
o a0 100 150 200 250 300 350 400 55 5.505 5.51 5.515 5.52 5525 553 5.535 5.54 5.545

(a) (b)

Figure. V.5. (a)induction (T) créée par les aimants au rayon moyen vs posistion angulaire (° élec), (b)
induction (T) créée par les aimants au centre du pdle en fonction du rayon (m), le calcul est effectué a
vide au niveau de la surface statorique pour les dimensions de la génératrice de grande puissance
donnée dans [Dje03].

'ChampStat' ——
(7 m—
0.2 —

1 1
0000 0000
PWNRORNDLD

Figure. V.6. cartographie de I'induction crée par les aimants au niveau de la surface statorique a vide
(T) en face d’une paire de pbles (calcul effectué pour les dimensions de la génératrice de grande
puissance [Dje03]. L'axe des x représente le rayon (m) et celui des y I'angle électrique (°) et I'axe des z
I'induction (T)
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Figure. V.7. calcul des couples électromagnétiques (N.m) en fonction de I’angle électrique (°) pour les
dimensions de la machine de grande puissance (en vert : couple moyen obtenu par la méthode « 1D »,
en bleu : couple moyen obtenu par la méthode « 2D », en rouge : couple obtenu par la méthode « 3D »)

On constate que les phénomenes 3D et les fuites inter-polaires sont comparables pour
les deux machines au niveau qualitatif (les formes des deux cartographies de I'induction
sont semblables). On constate cependant que la courbe de la figure 5.b est un peu plus
symétrique que celle de la figure 2b. Ceci est lié a des effets de courbure plus importants

relatifs a un plus faible diametre.

Le tableau V.4 présente les écarts entre les modeles pour les deux jeux de dimensions.
Les valeurs obtenues montrent que les phénomenes de fuites (2D et 3D) sont proches au
niveau quantitatif (en valeur relative) pour les 2 machines (prototype et machine de
grande puissance de référence).

Tableau V.4. écarts entre les modeles par rapport au calcul du couple électromagnétique moyen.

Ecarts sur le couple EM moyen

Démonstrateur Machine de grande puissance [Dje03]
Ecart 2D/3D (fuites 3D) 16,9% 17%
Ecart 2D/1D (fuites inter-polaires) 6,1% 6,2%

Cette étude par calcul du champ analytique montre que le jeu de dimensions proposé
pour le démonstrateur semble représentatif des phénomenes étudiés et devrait
permettre une qualification précise des modeéles électromagnétiques développés.

A partir de ces dimensions de base, la topologie de la maquette permet de disposer
d’une plage de variation au niveau des 2 entrefers. Le réglage de ces 2 entrefers permet-
tra d’étudier plusieurs configurations en termes de fuites et de saturation. Cela permet-
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tra également de tester des situations mécaniques déséquilibrées (inégalités de valeurs
entre les 2 entrefers).

V.2.4. Eléments sur I’environnement de la maquette et
I'instrumentation

La maquette est prévue pour étre testée et utilisée en laboratoire. Elle sera disposée
sur un banc d’essai dédié qui comprendra une autre machine électrique de puissance et
de vitesse nominale comparable accouplée a la maquette qui pourra servir soit de
charge mécanique (mode moteur), soit de machine d’entrainement (mode générateur et
essais a vide pour les tests élémentaires). Cette machine est une machine a courant
continu qui présente 'avantage d’étre tres aisément controlable par le biais des tensions
et courants aux bornes. Un couple meétre sera disposé entre ces deux machines de
maniere a pouvoir mesurer le couple fourni. Un codeur de position sera également dis-
posé sur l'arbre, ce qui permettra la mesure et le controle (pilotage) de la vitesse de la
magquette.

Concernant son alimentation, la maquette est compatible avec un onduleur piloté en
modulation de largeur d’impulsions que nous possédons au laboratoire. L'IRENav
possede en effet un onduleur polyphasé piloté par un systeme DSPACE dont 3 bras se-
ront utilisés a cet effet. L’achat d’'un onduleur triphasé dédié associé a un systéeme de
DSP programmable peut également étre envisagé dans un second temps.

Des mesures locales du champ seront effectuées avec un gaussmetre et les mesures
électriques avec les instruments classiques de laboratoire. La maquette sera également
équipée de sondes thermiques (au niveau des encoches et en différents points des
culasses) qui permettront de qualifier grossierement la cartographie de la température
au sein de la structure.

V.2.5. Réalisation du prototype

Les premiers éléments du prototype réalisé sont illustrés dans cette partie par des fi-
gures décrivant les différents éléments le constituant. Ce prototype a été réalisé par
I'entreprise ECA-EN qui est spécialisée dans la réalisation de solutions électromagné-
tiques spécifiques.

La figure V.8 montre une vue globale extérieure du prototype. Les molettes sur le haut
et le bas de la carcasse servent a régler I'épaisseur des 2 entrefers et le positionnement
des deux stators l'un vis-a-vis de l'autre. La figure V.9 montre les deux stators usinés
dans les éprouvettes de SMC. Selon notre partenaire industriel, aucun probleme méca-
nique n’est apparu lors de I'étape d’usinage du matériau composite en SMC utilisé. Le
bobinage concentrique du stator est illustré sur la figure V.10. Enfin, la figure V.11 montre
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une vue des deux stators bobinés et des éléments constitutifs de la carcasse du proto-
type. Le rotor de la machine est au moment de I'écriture de ce mémoire en cours de réa-
lisation.

Figure. V.10. bobinage du stator (Source ECA-EN).
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Figure. V.11. vue globale des stators et des éléments constituant la carcasse (source ECA-EN).

V.3. Conclusion

Dans ce chapitre, le pré dimensionnement et les premiers éléments de la réalisation
d’'un prototype de laboratoire sont présentés. Cette maquette a été dimensionnée pour
que ses niveaux de fuites électromagnétiques soient semblables a ceux des machines de
grande puissance étudiées au cours de cette thése. L'objectif de cette réalisation est de
valider les modeles présentés et utilisés. Au moment de I'écriture de ce mémoire, ce pro-
totype est en cours de réalisation par I'entreprise ECA-EN.

En perspective d’autres travaux expérimentaux, ce prototype est doté d'un entrefer
réglable et variable et de deux stators pouvant se positionner en dissymétrie I'un vis-a-
vis de l'autre. Il est également constitué d’'un matériau composite en SMC. Ces particula-
rités pourront sans doute permettre des travaux sur des éléments qui n’ont pas été ex-
plorés dans ce mémoire. Il est par exemple concevable d’étudier des configurations en
présence de défauts, ou les deux stators sont dissymétriques, ou bien en présence
d’entrefers différents de part et d’autre du rotor.
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Le travail présenté dans ce mémoire concerne la modélisation et les méthodes de
conception de génératrices spécifiques au contexte hydrolien. Nous nous sommes placés
dans le cas ou une génératrice synchrone a aimants permanents était associée en entrai-
nement direct a une turbine de grande puissance a pas fixe. Il est postulé que cette solu-
tion permet de réduire tres fortement les contraintes de maintenance qui sont parmi les
éléments clés qui conditionnent le développement des hydroliennes. Cependant,
I'adoption de cette solution conduit a prendre en compte des contraintes et des options
spécifiques au niveau du dimensionnement de la génératrice.

Vu le diametre réduit des hélices marines (en comparaison aux turbines éoliennes), il
est par exemple, envisageable de placer la génératrice sur la périphérie de la turbine
hydrolienne. Cependant, une telle disposition impose un diametre de la génératrice du
méme ordre de grandeur que la turbine. Cette particularité se traduit par un entrefer
grand et une longueur active réduite, causant des niveaux de fuites de flux important
entre les pdles et aux extrémités des aimants (dans la direction de la longueur active de
la machine). Cette spécificité nous a amené a mettre au point un modele analytique élec-
tromagnétique basé sur la résolution par la méthode de séparation des variables des
équations de Maxwell. Ces équations ont été formulées pour un probléme magnétosta-
tique bidimensionnel. Bien que ce modele prenne en compte les fuites de flux inter-
polaires avec une bonne précision, il s’est avéré insuffisant pour calculer les génératrices
avec une précision raisonnable. En effet, des calculs par éléments finis 3D ont montré
une valeur de la force électromotrice pouvant étre inférieure d’environ 20% par rapport
a la valeur calculée par un modele 2D. Cet écart important est dii aux fuites de flux aux
extrémités des aimants. Ce phénomene est particulierement accentué sur les généra-
trices a tres grand diametre disposées en Rim-Driven. Ceci nous a conduits a enrichir le
modele analytique proposé par l'introduction d'un facteur de correction des effets 3D.

Par la suite, ce modeéle électromagnétique est couplé a un modele thermique par ré-
seaux de résistances thermiques permettant le calcul de la température maximale dans
les encoches. La génératrice fonctionnant sous I'eau, la possibilité d'immerger I'entrefer
a été étudiée d’'un point de vue thermique. L’étude a montré que la thermique de la gé-
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nératrice pour les hydroliennes de grande puissance est tres peu sensible a I'immersion
de I'entrefer bien que la répartition des flux thermiques soit modifiée. Il a été observé
dans tous les cas étudiés, des machines bien refroidies avec des températures dans
I’encoche de 'ordre de 50C°. Cependant pour accroitre la robustesse de ce modele, il est
possible de 'améliorer en prenant, par exemple, en compte les échanges thermiques 3D
en particulier au niveau des tétes de bobines.

A partir de ces modeles, un probleme d’optimisation visant a minimiser le cofit des
parties actives sous contraintes a été mis en ceuvre. La procédure d’optimisation propo-
sée, a été formulée avec un nombre de variables réduit qui sont représentatives de la
physique des génératrices. Cette formalisation a été possible grace a I'inversion partielle
du modele électromagnétique analytique proposé.

A partir des résultats de dimensionnement obtenus, des calculs par éléments finis 3D
ont été conduits pour validation des modeles. Ces vérifications ont permis de montrer
une bonne précision des modeles proposés malgré les niveaux de fuites élevés caractéri-
sant les génératrices dimensionnées pour les hydroliennes de type « Rim-Driven ».

Les outils de conception mis au point ont ensuite été exploités pour permettre le cal-
cul respectivement : de génératrices a flux axial a double stator, des génératrices a flux
axial a simple stator et des génératrices a flux radial pour des associations ma-
chine/hélice de type « Rim-Driven » et « POD ». Différents dimensionnements corres-
pondant a ces différentes configurations ont été effectués en utilisant la méthode
d’optimisation pour un méme point de fonctionnement, qui correspond a une hydro-
lienne de grande puissance. Les résultats obtenus par ces calculs permettent de dégager
les tendances suivantes :

e Lorsque les génératrices sont intégrées en « Rim-Driven » ce qui conduit a des lon-
gueurs actives faibles, la génératrice a flux axial a simple stator et la génératrice a flux
radial ont un cofit et une masse des parties actives pratiquement identiques. La géné-
ratrice a flux axial a double stator présente elle un coflit et une masse des parties ac-
tives inférieurs d’environ 20% par rapport aux deux autres solutions.

e Lorsque le diametre extérieur est plus contraint (cas de l'intégration en nacelle) la
longueur active requise devient plus importante. Dans ce cas les génératrices a flux
radial sont moins colteuses et moins massiques en parties actives que les généra-
trices a flux axial. Ceci s’explique par la baisse du rayon moyen des machines a flux
axial lorsque la longueur active est augmentée (ce qui conduit a une diminution du
rayon magnétique interne de la génératrice). Il est a noter que dans tous les cas de fi-
gures, les génératrices a flux axial a double stator sont plus compactes que les généra-
trices a flux axial a simple stator car elles présentent une surface d’entrefer doublée.
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La comparaison entre les solutions de génératrices Rim-Driven et POD a montré
qu’une solution associant la génératrice en POD peut étre moins couteuse en parties
actives (20% de moins) qu’'une solution Rim-Driven si le diamétre du POD n’est pas
trop contraint. Toutefois, les solutions en Rim-Driven sont plus favorables en termes
de masse des parties actives que les solutions de type POD (réduction de 20% de la
masse). Cependant, on peut s’attendre a une utilisation plus importante des maté-
riaux structurels pour les solutions a trés grand diametre (Rim-Driven) afin d’assurer
une bonne tenue mécanique de la structure.

Une étude de l'influence de la contrainte sur le diametre extérieur de la génératrice,
conduite pour des génératrices a flux radial, fait apparaitre I'existence d’'un minimum
pour le cofit des parties actives et un autre pour la masse. Le minimum pour le colit se
situe a environ 45% du diameétre de la turbine, tandis que le minimum pour la masse
se situe a environ 70% du diametre de la turbine, pour le cahier des charges étudié.
On peut s’attendre a ce que les valeurs de ces minimums varient en fonction des puis-
sances mises en jeu et du diametre de la turbine considérée. L’existence de ces mini-
mums est due a deux tendances contradictoires qui apparaissent lorsque le diametre
est augmenté. Selon les lois de similitudes, le couple de la génératrice sous hypo-
théses 2D est une fonction qui dépend du carré du diametre, ce qui implique une ré-
duction du volume des parties actives avec I'élévation du diametre de la génératrice.
Néanmoins, cette tendance est contrebalancée par les phénomenes 3D qui tendent a
augmenter le volume des parties actives avec I'augmentation du diametre. Ceci est dii
au fait que les fuites de flux 3D et le volume relatif des tétes de bobines augmentent
avec le diametre.

L’analyse de I'influence de la contrainte qui fixe un rendement minimal sur le colit et
la masse des parties actives des génératrices montre qu’augmenter la contrainte sur
le rendement a des valeurs tres proches du rendement maximal atteignable conduit a
une augmentation significative des colits et des masses. La répartition des pertes
montre que les pertes fer sont tres faibles devant les pertes Joule et tendent a
s’équilibrer lorsque la génératrice dimensionnée pour avoir un rendement maximal.

Par la suite, une méthode de conception globale qui prend en compte la caractéris-

tique de la ressource, la loi de C, de la turbine et les modes de fonctionnement de la gé-

nératrice et les contraintes du convertisseur a été proposée. La génératrice est concue

de maniere a pouvoir assurer I'écrétage de puissance a forts courants avec une turbine a

pas fixe. Cette stratégie est basée sur un mode de pilotage qui permet d’assurer

I'écrétage de la puissance en faisant fonctionner la génératrice en survitesse.

La génératrice est de ce fait dimensionnée de maniere optimale pour pouvoir fonc-

tionner sur I'’ensemble des points du cycle lié a la ressource, a la turbine et a la stratégie
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de pilotage en tenant compte des contraintes liées au convertisseur (courant et tension
maximaux, facteur de puissance minimal).

Lorsque le niveau des contraintes sur le facteur de puissance est modifié il est obser-
vé que le colit des parties actives augmente avec 'amélioration du facteur de puissance
de la génératrice. Des études complémentaires pourraient donc étre menées sur le com-
promis a effectuer entre le dimensionnement couplé de la génératrice et du convertis-

seur.

Dans la continuité de cette réflexion sur I'influence des éléments accouplés a la géné-
ratrice, I'analyse de la loi de C, de la turbine a montré qu'il est possible d’agir sur I'allure
de la caractéristique de C, pour réduire le colit de la génératrice et améliorer son facteur
de puissance. Toutefois, I'exploration de cette piste reste a compléter par des expertises
en conception de turbines qui dépassent le cadre de notre étude. Ces études complémen-
taires pourraient permettre d’identifier les limites et l'influence de l'allure de cette ca-
ractéristique de C, sur la turbine elle méme.

Au niveau des perspectives concernant la suite de ce travail, nous envisageons
d’explorer les pistes suivantes :

e Premiérement, on peut penser a 'amélioration des modéles par la prise en comptes

de phénomenes supplémentaires :

o Au niveau des modeles électromagnétiques, la prise en compte du couple de dé-
tente et un calcul plus fin de I'inductance d’entrefer et des effets 3D peuvent étre
des pistes intéressantes. On peut également penser a améliorer les modeles de
calcul des pertes par la prise en compte des pertes dans le convertisseur, les ai-
mants ou par un calcul plus fin des pertes fer.

o Le modeéle thermique présenté peut aussi faire I'objet d’autres développements
qui permettraient d’intégrer des effets 3D, la prise en compte de la thermique
dans les aimants, la prise en compte de la variation des parametres électriques et
des propriétés des matériaux par rapport a la température et I'intégration des

phénomeénes transitoires peuvent étres des pistes d’'amélioration pertinentes.

o Les pertes mécaniques peuvent étre également prises en compte en fonction du
mode d’accouplement de la turbine a la génératrice, ce qui permettra une défini-
tion plus précise des contraintes de fonctionnement sur cycle.

e En deuxieme lieu, il serait pertinent d’approfondir la démarche de conception en pre-
nant en compte des modeles de colit du convertisseur et de la turbine. L'introduction
de ces modeles de colits additionnels dans un processus d’optimisation sur cycle
permettra de minimiser le coiit du kilowattheure produit.
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En troisieme lieu, des étapes expérimentales pourraient étre mises en ceuvre. La
premiere consiste a valider le modele électromagnétique proposé par l'exploitation
du prototype expérimental présenté au chapitre V. La deuxiéme étape consiste a tes-
ter sur une turbine de laboratoire, le concept de pilotage en survitesse. Ceci permet-
trait de dégager des tendances tant d'un point de vu électrotechnique que mécanique

et hydrodynamique.
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Annexe |

Démonstration de I’expression du couple moyen de la génératrice
a flux axial a double stator

e Expression générale du couple électromagnétique

Le couple d’'une machine synchrone peut étre exprimé comme étant la somme sur les
m phases du produit instantané entre les forces électromotrices et les courants qui

traversent chacune des phases. Le couple électromagnétique s’exprime par la relation
(AL1).

_S E®i®)
T, = >~ (AL1)

Ou m est le nombre de phases de la machine, Q la vitesse de rotation du rotor, E; la
force électromotrice (f.6.m) de la phase i et i; le courant parcourant la phase i.

On suppose que la machine est associée a un convertisseur a MLI (Modulation de Lar-
geurs d’Impulsions) qui impose une forme d'onde de courant quasi sinusoidale
parfaitement maitrisée, contrélée par le biais du convertisseur et de sa commande.
L’alimentation de la machine est considérée en courants sinusoidaux en régime
permanent. Les courants des phases peuvent alors s’écrire en fonction de la position
comme suit (relation Al.2) :

.2
o—1—

l.(a) = I cos Tm—w (AL2)

a est la position du rotor dans le repere statorique, y est le déphasage angulaire

entre les forces électromotrices et les courants. | est le courant créte dans la phase i.
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La force électromotrice sur une phase i de la machine peut étre exprimée par une sé-
rie de Fourier.

.2
a—1—

E, (a)ziEk cos kTm (AL3)
k=0

E* est 'amplitude de 'harmonique de rang k de la force électromotrice.

Pour une alimentation en courants sinusoidaux, le couple moyen résulte de
I'interaction entre le fondamental des forces électromotrices et des courants (sinu-
soidaux). Le fondamental de la f.é.m (k=1) d’une phase s’écrit :

.27
a—1—

E!(a) = E* cos| —— M- (AL4)
p

En remplacant les formules (Al.4) et (AL.2) dans (AL.1) et en intégrant cette équation
(relation Al.1) sur une période électrique on obtient le couple moyen qui s’exprime

comme suit :
1 I.E
<TEM>=Em 5 |cos(y)| (AL5)

e Expression 1D du premier harmonique de la f.é.m d’une phase

Nous allons maintenant exprimer la valeur du fondamental de la f.é.m en fonction des
caractéristiques du bobinage de la machine. On travaillera pour cela avec I'hypothese
d’'une machine équivalente sans encoches. Ceci consiste a reporter les conducteurs des
encoches sous la forme d’'une densité de conducteurs en surface du stator [Scu01].

Stator plein avec
densité de

onducteurs D, en
surface.

— [

Stator
encoché

Figure. 1. représentation des conducteurs dans les encoches (bobinage) par une fonction de densité de
conducteurs en surface.
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On peut ainsi définir une fonction que l'on appelle densité de conducteurs pour
chaque phase i. Cette fonction est notée Dy.. Sa valeur moyenne est nulle et les phases
sont supposés équivalentes :

.dé, =ncd (AL6)

tot

flow )

Avec ncdio: 1e nombre de conducteurs total de la phase i dans '’ensemble des encoches
de cette phase disposés sur le pourtour d'un stator. La f.é.m d’une phase est alors :

E.(@) = | D, (6.)¢,(60,,2)d0, (AL7)

e.(6;, @) estla force électromotrice induite sur un conducteur placé a la positioné..

En se placant sur un repere rotorique, la force électromotrice induite sur un seul
conducteur peut étre calculée par I'expression du flux coupé par ce conducteur.

Ic
e (6,,a)= j B, Av.dl (AL8)
0

Avec I la longueur du conducteur et v sa vitesse relative vue a partir du repére roto-
rique. Si I'on suppose connue, la forme d’onde de l'induction By(r,8;) dans 'entrefer,
ramenée dans le repere rotorique, 'équation (AlL.8) s’écrit de la maniere suivante dans le

cas particulier d'une machine a flux axial :

Re
6. (6, @) =Q[ By(r,6, +a).rdr (AL9)
Ri

Ou Q estlavitesse de rotation du rotor en (rad/s).

En remplagant 'équation (AL.9) dans (AlL.7), on obtient I'expression de la f.é.m d'une
phase:

E.(2) :QT(DMI (93).ji B, (1,6, +a).rdr]d0$ (AL10)

Selon les hypotheses effectuées sur la structure 3D (AFPM) pour la ramener a une
machine linéaire équivalente définie au rayon moyen, By est supposé constant suivant la
direction radiale entre R;et Re. L’équation (Al.10) peut alors se simplifier :
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27
E (@) =QR, AR [ D, (6,)B,(6, +a)do, (AL11)
0

En supposant un bobinage diamétral parfait ou les conducteurs seraient ramenés sur
des encoches sans dimensions, Dy se ramene a un ensemble de Zp impulsions de Dirac

d’amplitude ncd:o:/2p espacées de m/2p (figure 2).

Dnci A
ncd_tot ________________________________________
2p
| — —
0 I § 37 2 2 6,
2p 2p p
ncd_tot ____________ Fi __________ p_ ________________
! 2p

Figure. 2. représentation de la fonction de densité des conducteurs pour un bobinage parfait.

L’expression de la f..m d’une phase devient dans ce cas (Al.12) :

E; (@) =ncd,, QR .ARB, () (AL.12)

B, (6,) est la forme d’onde de I'induction créée dans I'entrefer par les aimants au ro-
tor. Elle est exprimée dans un repere rotorique. Au premier ordre, nous supposons
B,(6,) orientée dans la direction axiale (on néglige les fuites de flux 2D et 3D). Cela

signifie que l'induction le long de la culasse du stator a une forme « trois niveaux », elle
vaut +Bgymax devant un aimant « nord », -Bgmax devant un aimant « sud » et 0 entre les

aimants (lacunes polaires) (figure 3).

A
Bg
gmax
: : >
; s
p
< T E—
R
p

Figure. 3. représentation de I'induction dans I'entrefer.
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En décomposant ce signal trois niveaux en série de Fourier, on peut extraire
I'amplitude du fondamental de ce signal et en déduire le premier harmonique de la f.é.m.
En remplagant I'expression de By(a) dans I’équation (Al.12), cette amplitude vaut:

E/ =ncd

2B, R, .AR.%sin(ﬂm %) (AL13)

On peut également introduire un facteur de bobinage sur cet harmonique 1 (le fon-
damental). Ce facteur de bobinage permet de prendre en compte le caractére non
diamétral des bobinages et la largeur des ouvertures d’encoches. L’équation (Al.13)
devient alors:

QB, R, .AR.4'—kblsin(,Bm %) (AL14)
max 72.

E' =ncd,,

e Expression du couple électromagnétique de la machine a flux axial a
double stator

En remplacant (Al.14) dans (AL5), on obtient le couple moyen d’'une machine mono

stator:

Aoy sin(3, =).|cos(y)| (AL15)

1 A
<-|-EM > :Em.l .ned,y, R,.ARB, . - 2

Comme la machine considérée dans cette étude est a double stator, alors I'expression
(AL.15) du couple moyen devient :

(T ) =M1 .ncdy R, AR B, .%sin(ﬁm %).|Cos(z//)| (AL16)

On peut alors définir une charge linéique de courant au rayon moyen sur un stator

comme :
A= %:F;I (AL17)

En remplagant 1'équation (Al.17) dans l'équation (AL.16) on en déduit le couple
moyen d'une machine a flux axial a double stator en fonction de A, et Bymax. Cette expres-
sion est utilisée dans le chapitre II (équation I1.1)

(Tew ) =8V2A kB, R2.ARsIN(B, %)-ICOS(V/)I (AL18)
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Annexe |l

Modele électromagnétique 2D et démonstration de la formule 2D
de calcul de la hauteur d’aimant

e Description du modele électromagnétique 2D

Dans cette annexe, on propose de mettre au point un modele électromagnétique de
calcul du champ dans l'entrefer. Il est basé sur la résolution formelle des équations de
Maxwell en magnétostatique, sous les hypotheses 2D. Ce modele permettra de calculer
les composantes du champ crée par les aimants dans I'entrefer (champ a vide). Etant
donné, la part importante des fuites inter-polaires typiques des machines a aimants
permanents a grand entrefer magnétique, ce modele est naturellement bien plus précis
qu’'un modele « 1D » basé sur ’hypothese de conservation du flux. Au niveau des calculs
présentés dans cette annexe, les bobinages de la machine sont considéré non alimentés
et les courants de Foucault sont négligés (magnétostatique).

Les équations de Maxwell en magnétostatique s’écrivent comme suit :

(AIL1)

On adoptant une formulation du probleme de la magnétostatique en potentiel vecteur

magnétique, on pose :

B = 1ot A (AIL2)

En remplacant (AILl.2) dans (AIl.1) et en considérant un milieu homogene avec une

perméabilité constante, I'’équation de la magnétostatique devient :

roi-LrotA=0 (AIL3)
7]
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Sous hypotheses 2D dans un repére (o, X, y), on va considérer que le potentiel vecteur

magnétique A est perpendiculaire au plan de représentation de la machine en 2D. Par
conséquent, seule la composante selon l'ordonnée z est non nulle. L’expression du

vecteur A s’écrit alors dans le repeére (o, %, y) comme suit :
0
0

A= (AIL4)
A,

En remplagant (All.4) dans (AIL3) et en développant, I'expression (All.3) devient :

0
L 1ot (1ot A) =2V x U x A= 0 (AIL5)
H H ) 2
_L[(PAKY) | PAKY)
ul\ o oy?

Pour résoudre analytiquement cette équation, ce qui permettra de -calculer
analytiquement l'induction dans l'entrefer de la machine, nous introduisons les

simplifications suivantes :

e La géométrie de la machine a flux axial est ramenée a la géométrie d'une machine li-

néaire équivalente définie au rayon moyen.

e Le circuit magnétique statorique est homogénéisé par l'introduction d’une réluctance
additionnelle (on se ramene a des stators sans encoches, voir annexe I et chapitre II).
Cette réluctance supplémentaire est prise en compte en ajoutant un entrefer addi-

tionnelz,.. Elle prend en compte de maniere moyenne la baisse du niveau de

I'induction sous les ouvertures d’encoches.

e La perméabilité du fer est considérée comme tres grande devant la perméabilité de
I'air. Ceci permettra d'imposer les conditions limites de Newman aux interfaces entre-

fer/stator (le champ magnétique H est dans ce cas considéré perpendiculaire aux in-
terfaces fer/entrefer).

Sous ces hypothéses, le domaine d’étude se simplifie comme représenté sur la
figure 1:
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=0
|. Entrefer $Zg tZg

X

=0

Figure. 1. représentation des régions ou I'équation de poisson est résolue.

A partir de ces simplifications, le potentiel vecteur magnétique pourra étre calculé
dans seulement deux régions (voir figure 1). Ces régions sont: l'entrefer qui est
caractérisé par I'absence de sources de champ (pas de terme source a introduire dans
I’équation (AIL.5)) et la zone contenant les aimants qui est caractérisée par la présence
d’une source de champ non nulle (aimantation ou rémanence des aimants).

Ces sources de champ sont introduites par le biais des lois de comportement dans les
matériaux (équation AIL6):

B=yH Region I, Entrefer

- S — . _ (AIL6)
B=ﬂo(ﬂrm|‘| +M) Region I1, Aimants

4 estla perméabilité relative des aimants, y, la perméabilité du vide (air). H et B

sont respectivement le champ et linduction magnétique. M est la fonction
d’aimantation des aimants.

Alors les équations de maxwell dans ces deux régions deviennent :

ﬁ(ﬁﬂ) =0 Region | (Entrefer)

1 oy (AIL7)
—rot(rotA) =rotM Region Il (Aimant)

Ho

Dans le cas des machines a flux axial, les aimants sont aimantés dans la direction
axiale (selon 'axe de rotation de la machine, axe des y dans notre repére), I'aimantation
M est donc normale a la surface d’entrefer. Par conséquent, seule la composante M, de

’'aimantation est non nulle. Le vecteur aimantation M est donc donné comme suit :
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0
M=|M, (AILS8)
0
Alors,
0
rotM =| 0 (AIL9)
oM,
OX

En remplacant (AIl.9) dans (AIl.7) et en développant le systeme d’équation (AIl.7), on

obtient:

aZA(;(Z(' Y) + 82AZ(;(’ M) _ 0 Region | (Entrefer)
' ¥ (AIL10)
IANY)  FAXY) M)

Region Il (Aimants
o Y O~ g ( )

La composante de I'aimantation M, dans la zone des aimants peut étre représentée en
fonction de la position rotorique par un signal 3 niveaux qui vaut +M, au niveau d'un
aimant Nord et —-Mj au niveau d'un aimant sud et 0 au niveau des lacunes inter-polaires.
La figure 2 illustre la fonction My(x).

My(X) A

Mo

Pt

v

-My-+

Figure. 2. représentation de la fonction d’aimantation des aimants.

Par décomposition en série de Fourier, la fonction My(x) s’exprime sous la forme

suivante :
& 4B ; T T
M (x)= L_.sinf mB_— [-cos| m—-X All.11
(0= 55 s m, 7 ros{m ] (ALL11)
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La dérivée de M,(x) est alors :

M,() & 4B1 (mﬂ ZJSin(mng (AIL12)

X o T r

Pour simplifier I'écriture des équations, on pose :

a(m)=-

i (mﬂm %j (AIL13)

T

Alors I'équation (AIl.12) devient :

M, (X) & a(m) ( 72' ]
— _m_lz&'" m sin - - X (AIl.14)

La solution générale de I'équation de poisson dans les milieux étudiés (équation
AlL10) est donnée par la relation (AIL.15) :

+00

Axy)= 2 [Clmemfy +C2me_mfy].sin(m§-xj Region | (Entrefer)

m=L,3,...

+00

Al(xy)= ] (C\,,memzuc4 e +g(m )]-sin(mz-x) Region Il (Aimants)

m=13,... T

(AILS5)

La solution particuliere g(m) de la solution générale de I'équation de poisson dans les
aimants est donnée par (AIl.16) :

a(m
m?z

g(m=——

(AIL16)

I\)

Pour calculer les coefficients Cim, C2m, C3m et C4m donnés dans la relation (AIL.15), on
écrit les conditions de passage des composantes tangentielles et normales de B et H aux
frontieres des régions, ainsi que la condition de symétrie du champ H par rapport a I'axe
des abscisses :

symétrie — B/ (x, y = Zim

Zm ZITI Zm
=S on -G )ei(- )

y= Z;’“JrZ +Z, —>H, [x y:Z—;'“JrZ +Z,

Hi| x,y= thj= H! (x,y:%) (AIL.17)
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Les composantes normales et tangentielles du champ se calculent alors comme suit :

9 Al
OX 0 " ay
ﬁﬂ:%ﬂ:%xo = By:—aai (AIL18)
X
d A o
0z

Dans la région I (entrefer), les composantes tangentielles du champ H et de
I'induction B sont :

|
HXI (X, y) - LM
8 I ( ) (AIL.19)
oA (XY
5 () ===
que 'on peut écrire :
Hi (X’ y) - i +Z.O mz.[clmemry _CZme_mry]'Sin (mz Xj
Ho ma3,.. T T
r ,, (AIL.20)
BSI, (X, y) = —mg?;m m%[clmem,y + sze’m7y ] . Cos(mg_ Xj
Dans la région II (aimants) on a:
I
HY (x,y)= 1 oA (%)
) 21
oA (X,
B"(x,y)=——2—>"22
y (%Y) >
que I'on peut écrire :
HI (X y)=—— > mﬂ(cgmemry _c4me‘"‘ﬂ)sin[m£.xj
me1s,.. T r
luolurm 1,3, (AHZZ)
B;l (X, y) =-— Z m%[csmemfy +C4me—m;v +g (m)J.COS(mg_ Xj
m=1,3,...

Pour déterminer la valeur du potentiel vecteur magnétique dans les zones de
résolution de I'équation de poisson, on va calculer les coefficients harmoniques Cim, Com,

C3m, Csm. Ces coefficients sont la solution d’'un systéeme d’équations linéaires a 4
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inconnues. Ce systeme découle directement de 'application des conditions aux limites

(équation (All.17)). L’application des conditions de passage du champ aux frontieres

entre les 2 milieux considérés et la géométrie étudiée nous permet de définir le systeme

d’équations ci-dessous :

0 0 1
m?.Zom _mZ . Zmm 7 Zom
e 2 e ¢ 2 e 7 2
ﬂ'Ith B Zzhm mﬂ‘th
/urm er 2 lura'e T 2 e T 2
mz[zﬂ+(z +Z )) —mﬁ(zhm +(z4+2 )]
e r 9 g _e r 9 ¢} 0

Rappelons que, 7= % Ry:

g(m)
0

(AIL.23)

est la largeur d'un pole etZ;est l'entrefer mécanique

aimant/stator et Z; I'entrefer additionnel li¢ a 'homogénéisation de I'encochage (voir

chapitre II).

Apres une résolution analytique du systeme d’équations (All.23), on trouve les

coefficients Cim, C2m, C3m, Cam :

)
g(m)

—m—-(th+2-( +2g ))

C,. = .
m (:urm J,_]_) e z z4 N (/urm _1) e_mg.zhm _e-2m§.(zg+zg-)
(/er +1)

ZmE{Zﬂﬁ--(Zg +Zg‘)j
Com=Cyy-e T2

C4m = C3m

T

.e T

7{2%4-(29 +ng)j

(AIL.24)

(AIL25)

(AIL26)

(AI1.27)

Afin de calculer le flux et les forces électromotrices, on considere un bobinage

réparti a pas diamétral. On calcule le flux capté par une spire élémentaire de la

largeur d’'un podle qui se trouve su la surface d’'un stator et qui est décalée de l'axe

inter-polaire du rotor d’'un angle . L’objectif est ici de déterminer la valeur du flux

élémentaire, défini par pole et par phase et vu par une spire statorique diamétrale en

fonction de la position du rotor 6.
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L’application de la formule de Stockes (intégration sur la surface de la spire de

I'induction B = I‘Ob&) conduit directement a une expression du flux par pole en fonction
de la position rotorique. Cette formulation simple ne nécessite que la connaissance de la
valeur du potentiel vecteur au niveau des positions des conducteurs aller et retour de
cette spire élémentaire.

@(er,y= Z;m +.(zg +Zg-)j=(Az'(6’r,6’s =7,,y= ng +-(zg +Zg.))—AZ'(6’r,6's =0,y= ng +«(zg +zg.)D.AR
(AIL28)

T . . . . 7 . 7
r, =— estici le pas polaire angulaire. La coordonnée en x du potentiel vecteur magne-
p

tique peut s’exprimer en fonction de la position des conducteurs dans le repere stato-
rique définie par la position angulaire &, et la position du rotor définie par 'angle &, on

peut alors écrire x=R, (6, +6;). Les deux coordonnées en x pour le calcul de chacun des

deux points du potentiel vecteur magnétique A, sont alors définis en fonction de & et 6
par (position aller et retour des conducteurs de la spire) &=0 (pour un conducteur aller)

et 6=17. (pour un conducteur retour). AR=(R, -R;)est la longueur active de la machine.

6- est I'angle mécanique rotorique défini par:

e,e[o , 2—”}21&
p p

La relation entre I'angle rotorique mécanique et I'angle rotorique électrique est :
6 =p.0o. (Al129)

Connaissant le flux en fonction de la position rotorique, on peut en déduire la force
électromotrice élémentaire (f.é.m. obtenue pour une vitesse rotorique de 1 rad/s) pour
chaque phase par une dérivation directe des caractéristiques de flux.

Les f.é.m.(s) élémentaires des phases respectives sont ainsi données comme suit :

e(0)=p g (AIL30)
) dCD(er —2;”)

ez(er _?j: P— gy (AIL31)
o dd)(er +2;[j

ea[er +?j= —g (AIL.32)
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Le couple d’'une machine synchrone a une vitesse Q2 donnée peut étre exprimé comme
étant la somme des produits entre les forces électromotrices élémentaires et les
courants traversant les phases :

Teu (t)=2xiEi(t)xii(t)/Q=2xinsxei(t)xii(t)

m est ici le nombre de phases et ns est le nombre de spires par bobine et par phase.

En alimentant les phases de la machine par des courants synchrones ij, iz i3 sinu-
soidaux, on a alors une relation directe entre &; et t. L'interaction du champ créé par ces
courants avec le champ rotorique produira donc un couple qui se calcule via la relation
(AIL.33) qui ne dépend plus du temps mais uniquement de la position du rotor.

T (6,) =230, xe,(0,)i,(0,) (A1133)

e Formule permettant le calcul de la hauteur d’aimant

Cette partie vise a trouver une expression analytique qui permet un calcul direct de la
hauteur d’aimant pour créer une induction Bymax spécifiée dans 'entrefer. Pour I'établir

nous suivons les étapes suivantes :

L’induction normale By dans l'entrefer est donnée par la relation suivante :

+00

B,(x,y)=— > m%-(clmemfy+C2me_m1y)cos[m£-xj (AlL.34)

m=L3,... T

A partir de la relation (AIl.34), on peut calculer la valeur créte du premier
harmonique de I'induction B;, normale a la surface du stator. Cette valeur correspond au

premier terme de l'équation (All34) poury:%+(zg+zg.). L’'induction B; dans

I'entrefer s’exprime alors comme suit :

-8B sin ( B ”)
= m -
(,urm +l)7r 2 ,ZE(Z%%zg +zg‘)] (/er _1) *lzhm 721(2 +ng)

(AIL35)

Or, au niveau de la modélisation « 1D » on a écrit a partir de la représentation « 3 ni-
veaux » du champ a vide (présentée a la figure 3 de I'annexe I):
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B, :isin(ﬂm f].Bg (AIL36)
7 2 ) o

Par analogie entre I'équation (AIl.36) et (AIl.35), on en déduit une expression d'un
B, €quivalent qui tient compte des effets 2D :

_Ezhm
l-e*
_ 2B (z,42y)

B
" (M 1) [l—ezf(zzr”+<zg*zg)]+(ﬂrrn‘1)( o 62”(Zg+zg)jj

e T _ T
(#tem +1)
(AIL37)
On pose:
L i 2 gT4g rm 1)B
x=e " a=e Sl )J/:—('u 1By,

2B

r

En remplagant dans la relation (AIl.37), on aura :

.

(fli +1

RN

V4
(#m +1)

X =

On en déduit I'expression de la hauteur d’aimant nécessaire pour obtenir le niveau
d’induction désiré :

1
th iln ( (lurml_; )
T Him — 2
a-y+ ya
( (4t +1) j
zy+zy - =1) Zz,+z,
- (/urm +1)Bgmax'[er( )_EZ +1;er( )J_ZBr
Z,,=—-Ln i (AIL38)
T g(ngrzg.) (/Urm —1) ?(ngrzg.)
(4 +1)B, .| € _(u +1)e -2.B,

On retrouve ainsi I’expression I1.15 donnée dans le chapitre II.
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Annexe lll

Prise en compte du flux créé par le bobinage et démonstration
des formules de dimensionnement du circuit magnétique

Lors du fonctionnement de la machine, le cas le plus défavorable en terme de satura-
tion est d’avoir des flux statorique et rotorique additifs (hypothese forte), ceci
correspond a un angle (y=+m/2), pour une alimentation en courants sinusoidaux
(configuration représentée a la figure 1). On va donc prendre en compte, dans le
dimensionnement du circuit magnétique, le flux créé par les bobinages statoriques dans
le pire des cas (fonctionnement tres peu probable) pour éviter la saturation de la
machine. Le développement suivant illustre la démarche suivie pour établir les relations
(I.16) et (I1.17) données dans le chapitre II.

Cette configuration correspond au cas ou le flux créé par le stator est dans 'axe des
aimants et les valeurs des courants dans les phases valent Ia=lencoche, Ib=Ic=-Iencoche/ 2.

e Principe du calcul

Un calcul simplifié de I'induction créée par les courants va nous permettre d’évaluer
les largeurs et épaisseurs des circuits magnétiques supplémentaires a ajouter au niveau
des dents et culasses afin de limiter 'induction au niveau maximal spécifié. Afin d’éviter

une saturation excessive.

<—
<

® -l encoche @ | -l encoche ®
- encoche

2 2 -~z

]:Zg +Zg.
$th

® 'Iencoche @ I 'Iencoche ®
2 g encoche 2

Figure. 1. chemin considéré pour le calcul de I'induction créée par le bobinage.
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Tout d’abord, on va calculer l'induction maximale Byp créée par le bobinage d'une
phase (la phase a) seule et en considérant 'aimant comme un matériau a magnétisation
nulle. On applique, pour cela, le théoréme d’Ampere sur le contour représenté sur la
figure 1. On considére aussi le courant dans la phase 1 égal a sa valeur créte et les
courants des 2 autres phases nuls. On a ainsi :

2H,.Z,, +4H,.Z,, = 21 encocre (AIIL1)
Or:
B
Hy=—% e H,= B, (AIIL2)
Ho HoHm

En supposant le flux conservé sous chaque pdle et I'induction normale au plan de
I'entrefer (pas de fuites de flux entre les poles), on en déduit les relations suivantes :

B
B,=B,, dou:H, = % (AIIL3)
’ Mo

En remplacant (AlIl.2) et (AIIL.3) dans (AlIl.1), on aura:

Mol iencoche
- (AllL4)
* (2 + 200 (2, +2,))

La valeur créte du courant total dans I’encoche peut étre déduite comme suit :

. J2A x27R_

| encoche = (AIHS)
2mpsS,,

AL est la densité linéique de courant par stator (valeur efficace). Sy, le nombre
d’encoche par péle et par phase et m le nombre de phase. R est le rayon moyen de la
machine a flux axial. Rappelons que le bobinage considéré est a pas diamétral avec une
encoche par pdle et par phase (Spp=1).

En remplacant (AIIL5) dans (AIll.4), on obtient la relation (AIIL6).Cette valeur
représente I'induction créée dans I’entrefer par un bobinage alimenté par son courant
créte.

B = HoHm > \/EAL X 27Z'Rm

AIIL6
*(Zt2mn(Z,42,)) 2MPS,, —
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Figure. 2. induction créée par les phases de la machine pour un bobinage a pas diamétral.

La figure 2 présente les contributions a l'inductionsBy_(6),By (6),By (6;), en

fonction de l'angle statorique pour la configuration étudiée. Ces formes d’ondes

sz

d’induction sont créées, respectivement, par les phases a, b, ¢ de la machine pour la

Ic='Iencoche/2)- Bgs (95)

la figure 1 (Ia=Iencoche, Ib

ée a

7

configuration la plus critique présent

&4

est alors l'induction créée par la contribution des 3 phases de la machine. By est

7 7

I'induction créte créée par le bobinage de la phase a.
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En considérant la contribution des 3 phases de la machine, 'induction créte totale est
alors égale a 2 fois I'induction créée par une phase seule. L'induction moyenne sous pdle

vaut quand a elle :

4
(B,,) =B, (AlIL7)
D’ou

(By,) =2 £ofm S22y (AIIL8)

3 (th +2:urm (Zg +Zg')) 2mpspp

e Calcul de I'ouverture de dent supplémentaire B, :

En analysant la figure 2, on va considérer que, dans le pire des cas, le pas polaire est
soumis a une induction, créée par le bobinage, égale a 2 fois 'induction créte créée par

une phase seule (Soit 2 xByg).

La section de la dent (Sqent) va concentrer 'ensemble du flux sur le pas d’encoche (de
section Spas-enc), donc par conservation du flux il est possible d’écrire :

ZX BgB x S = Bsat x S avec Sdent = Btb x Spas_enc

pas—enc dent

Cette expression permet d'évaluer I'ouverture de dent supplémentaire qui limite la
valeur de I'induction a la valeur maximale choisie par rapport a la saturation (Bsat), pour
la position ou les flux sont additifs :

B = 2893 _ 2 % HoHrm X‘/EAL x27Ry, (AIH.9)
i sat Beat (th + 2y (Zg +Zg‘)) 2mpSpp

En simplifiant I'’équation (AIIL.9), on retrouve I'expression de I'ouverture relative des
dents liée a la prise en compte de l'induction créée par le bobinage dans le calcul de la

largeur dentaire, cette expression est donnée par (AlIIL.10):

B, =2- to V2A TR, (AII1.10)
(2w +2(24 +24)) SppmMPBay

Si on consideére, en plus, 'ouverture relative des dents liée a I'induction créée par les
aimants, on retrouve la relation (II.16) donnée dans le chapitre II.
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e Calcul de I’épaisseur supplémentaire de culasse :

Pour calculer I'épaisseur de culasse supplémentaire Zy, afin de limiter la valeur de
I'induction a la valeur maximale choisie par rapport a la saturation (hypotheése forte de
flux rotorique et statorique additifs), on considére que la moitié du flux moyen créé par
le bobinage passe par la culasse rotorique. On peut alors écrire les équations suivantes
(Sculasse €tant la section de culasse supplémentaire a prendre en compte pour faire passer

le flux créé par le bobinage) :

1
EX <BQB > x Spc‘)le = Bsat X Sculasse
==> ixﬂx HoHim v \/EAL X 27[Rm y ZﬂRmAR _ Bsat o ZYbAR
2 3 (zhm + 241 (Z, +zg,)) 2mps 2p
L’expression de I’épaisseur de culasse supplémentaire est alors :
2 R,
Z, = %X ttn V21, (R) (AIIL11)

(th + 2:urm (Zg + Zg)) Bsatmpzspp

On retrouve ainsi la relation (I1.17) donnée dans le chapitre II.

-205-



Annexe

-206-



Annexe

Annexe IV

Calcul du champ de désaimantation dans les aimants

Quand des aimants sont soumis a un champ magnétique démagnétisant créé par les
bobinages, ils sont susceptibles de se désaimanter de maniere irréversible. Ceci peut se
produire lorsque les champs statorique et rotorique sont soustractifs, le champ
magnétique créé par le bobinage s’additionne au champ démagnétisant propre aux
aimants. Cette configuration se produit par exemple lors des modes de pilotage en
défluxage qui peuvent étre utilisés pour effectuer des opérations de fonctionnement en
survitesse. Si le module de la résultante de ces deux champs est supérieur a la valeur du
champ coercitif des aimants, alors les aimants permanents peuvent perdre leur
rémanence de maniere irréversible. Dans nos modeles de pré dimensionnement nous
avons pris en considération ce phénomene, et la relation qui permet de calculer cette

contrainte est explicitée dans cette annexe.

La configuration de la machine considérée correspond au cas le plus défavorable,
c'est-a-dire, au cas ou le champ créé par 'induit est dans 'axe du pdle et s'oppose au
champ créé par les aimants (flux rotorique et statorique soustractifs, y=-m/2). Afin
d’étudier cette configuration, on se place a I'instant ot [a=Iencoche €t Ib=Ic=-Iencoche/2 €t que
E et I sont en quadrature. Cette configuration est représentée a la figure 1.

&
~

® -l encoche @ | -l encoche ®
5 encoche 5

2 2 -

® 'Iencoche @ | 'Iencoche ®
2 encoche 2

Figure. 1. : contour d’intégration pour le calcul du champ démagnétisant.
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En appliquant le théoréeme d’Ampeére sur le contour représenté sur la figure 1, on a:
2H,Zy +4H, Z,, =41 encocte (AIV.1)

Ce contour entoure 6 encoches. 2 de ces encoches sont parcourues par un courant Iep.
coche Créte et 4 sont parcourues par -lencoche/2. Les densités de courant correspondantes
sont donc toutes orientées dans la méme direction.

On va maintenant introduire un facteur de surintensité kj; 1'équation (AIV.1) va
s’écrire donc comme suit :

2H, Zy +4H, Z,, = 4K, T encocre (AIV.2)
Or:
Bgmax
H, = et B, = ppu,H,+B, (AIV.3)
0

Et en appliquant la conservation du flux sous pdle,

B,=B, dou:B, =pu,H,+B (AIV.4)

Im

En remplacant (AIV.3) et (AIV.4) dans (AIV.2), on aura:

2k 1 2\Z2,+Z,)B
Ha _ 2k| Iencoche _ ( g g ) r (AIVS)
(Zon+ 20 (2, +25)) 115 (Zin + 20 (2, +2,.))
Or,
- Z +2u . \Z,+2Z,
| encoche _J2A <2k, B, = (2 + 26 (2, 2, ) B (AIV.6)
2mps Z Jmax
En remplacant la relation (AIV.6) dans I’équation (AIV.5), on obtient :
2\Z2,+Z,)B
Hoe = K, 2VoA R, 22, +2,)8, (AIV.7)
(Zon + 281 (2, + 2. ) ) pS,, HoZ

On retrouve alors la relation (I1.19) donnée dans le chapitre II et qui permet d’évaluer
'intensité maximale du champ démagnétisant.
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Annexe V

Machine donnée dans [Dje02]

Machine a flux axial a double stator 300kW [Dje02]
Rayon de la turbine (SeaFlow) Ro 5.5 m
Couple de la turbine Q 191 k.N.m
Vitesse de rotation de la turbine N, 15 tr/min
Entrefer mécanique de la machine Z, 10 mm
Coefficient de bobinage au premier harmonique Kps 1 -
Nombre de phases m 3
Induction rémanente des aimants B, 1.2 T
Induction de saturation dans les dents B, | 1.4 T
Induction de saturation dans les culasses Bt | 1.4 T
Coefficient de remplissage des encoches ks 0.65
Fréquence électrique de la machine f 50 Hz
Charge linéique de courant (sur un stator au rayon moyen) | A/2 | 51183 | A/m (efficace)
Densité surfacique de courant dans le cuivre d’une encoche | J 7.15 A/mmz(efficace)
Ouverture relative des aimants B 0.65
Nombre de paires de péles p 200 -
Rayon magnétique intérieur de la machine R 5.5 m
Rayon magnétique extérieur de la machine R, 5.5318 [ m
Longueur active AR 3.18 cm
Rayon moyen Ry, 5.5159 [ m
Largeur de pble au rayon moyen T 8.66 cm
Ouverture relative des dents Bs 0.2857 | -
Epaisseur de la culasse statorique Z, 0.8 cm
Profondeur d’encoches Z 1.54 cm
Epaisseur d’aimants Z. | 1.26 cm
Entrefer aimant/stator Z, 1 cm
Longueur axiale L 7.9 cm
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Annexe VI

Signification des symboles utilisés dans le schéma 2D par

Pslot

PFefdent
I
P Fe_culasse_dent

u
P Fe_culasse_dent

R ct_Cu
R ct_iron
R Cu

R isot

R ct_iso/iron
R iron

R ’11

R ’12

R ’13
R14

R ’15

R ’21

R ’22

7
R23

résistances thermiques

pertes Joule dans une encoche ;

Pertes fer dans une culasse sous une portion d’encoche ;

Pertes fer dans une dent ;

Pertes fer ans une culasse sous une portion de dent ;

Résistance thermique de convection avec I'eau de mer dans I'entrefer ;

Résistance thermique de conduction de la résine protectrice ;

Résistance thermique de I'isolant ;

Résistance thermique de la partie basse du schéma en T (coté pertes dans le cuivre) ;
Résistance thermique de contact de la source Rz, du schéma en T (pertes dans le cuivre) ;
Résistance thermique de la partie haute du schéma en T (coté encoche) ;

Résistance thermique de I'isolant ;

Résistance thermique de contact culasse / isolant ;

Résistance thermique de la partie basse du schéma en T (coté pertes dans la culasse) ;
Résistance thermique de contact de la source Rz, du schéma en T (coté pertes dans la culasse) ;
Résistance thermique de la partie haute du schéma en T (coté pertes dans la culasse) ;
Résistance thermique de contact culasse / carcasse ;

Résistance thermique de la carcasse (tuyere) ;

Résistance thermique de convection avec I'eau de mer (externe au stator) ;

Résistance thermique tangentielle de contact avec la source (perte dans le cuivre) ;

Résistance thermique tangentielle de contact avec la source (perte dans la dent) ;

Résistance thermique tangentielle (partie basse d’un schéma en T tangentielle) coté encoche ;
Résistance thermique tangentielle de I'isolant sur la paroi d’une dent ;

Résistance thermique tangentielle de contact isolant / dent ;

Résistance thermique tangentielle (partie basse d’un schéma en T tangentielle) coté dent ;
Résistance thermique de convection avec I'’eau de mer dans I'entrefer ;

Résistance thermique de conduction de la résine protectrice ;

Résistance thermique de contact isolant / culasse sous une portion de dent ;

Résistance thermique de la partie basse du schéma en T (coté pertes dans la dent) ;
Résistance thermique de contact de la source R3, du schéma en T (coté pertes dans la dent) ;
Résistance thermique de la partie haute du schéma en T (pertes dans la dent) ;

Résistance thermique de la partie basse du schéma en T (pertes dans la culasse) sous une por-
tion de dent ;

Résistance thermique de contact de la source Rs, du schéma en T (coté pertes dans la culasse)
sous une portion de dent ;
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R’3; Résistance thermique de la partie haute du schéma en T (pertes dans la culasse) sous une por-
tion de dent ;

R’3, Résistance thermique de contact culasse/isolant sous une portion d’encoche ;

R’3; Résistance thermique de la carcasse (tuyéere) ;

R’3, Résistance thermique de convection avec I'eau de mer (externe au stator) sous une portion de
dent.
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Annexe VIl

Revue non exhaustive des capteurs mécaniques pouvant étre
utilisés dans I’hydrolien

Plusieurs sortes de capteurs mécaniques (couramment appelés turbines) existent,

nous pouvons les classer suivants plusieurs criteres tels que

: 'axe de rotation de la

turbine par rapport a la direction d’écoulement du fluide, la nature du mouvement du
capteur (rotatif ou oscillant) et la technologie des pales...etc. Dans le tableau 1, une syn-

these descriptive des capteurs mécaniques envisagés dans un certain nombre de projets
hydroliens est présentée. Pour des raisons de lisibilité du document, la description dé-
taillée de ces technologies de capteurs n’est pas présentée.

Tableau 1 descriptif et classification des technologies de capteurs mécaniques utilisés dans les projets hy-

droliens.

Type de
mouvement du
capteur

Orientation de I'axe
de rotation

Technologie du
capteur

Exemple de projet
Industriel

lllustration

Mouvement rotatif

Axe horizontal

Mono rotor sans
carénage

AR1000, Atlantis
Ressource
Corporation

Mono rotor avec

Hydrolienne Clean

carénage Current Ltd.
Hydrolienne
Double Rotor contra- yar !
rotatifs Nautricity [Cla01],
[Cla02]
. Hydroli
Darrieus ydro |'enne
Searius
Axe vertical Gorlov -
Neo-Aerodynamic
Savonius Water Turbine

Axe de rotation
quelconque

Vis d’Archiméde

Flumill Power Tower
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Mouvement
oscillant

Ailes battantes,
battement vertical

PS100, de Pulse Tidal
[Eng01]

Hydrofoils battant,
battement horizontal

bioSTREAM™, de
BioPower Systems

Autre

Kite Hydrolien

Deep Green de la
société Minestro

Le tableau 1 montre la diversité des solutions possibles pour le choix du capteur mé-

canique (turbine) pour les hydroliennes. Dans la suite de cette analyse des capteurs mé-

caniques, on s’intéressera aux turbines rotatives. Le couplage entre la ressource et les

turbines rotatives est modélisé par la caractéristique de C, (coefficient de puissance),

qui détermine le rendement de la turbine et sa plage de fonctionnement en fonction de

la vitesse du fluide. Il est donc pertinent de montrer un comparatif qualitatif de ces tech-

nologies de turbines. Selon [Hau01], cette comparaison est illustrée par la figure I.7. On

peut relever a partir de cette figure que les turbines a axe horizontal possédent

globalement un meilleur coefficient de puissance maximal et sont mieux adaptées au

fonctionnement pour des vitesses élevées que leurs homologues a axe vertical.

power coefficient Cag

Rotar

07

05

04

02

0.1

0

three-bladed rotor

ideal cp {momentum theor

y)

S e e

thearetical power

coefficient

(infinite n

mber of blades, L -

o

T

aded rotor

/\\%I‘EX

ne-bladed rotor

’

Dutch windmill
/\Aﬂ'eritdn wind furbine

Darrieus rotor \

@ \ Sal'.-onlus r:rnE

S

0

2

& 6 B

0

12

1 &

Tip-speed ratio

18
A

Figure 1. apercu des lois de C, en fonction de la vitesse normalisée A de différentes technologies de tur-
bines rotatives [HauO01].

Le tableau 2 montre une comparaison qualitative entre les turbines a axe vertical et a

axe horizontal dans le cadre d’une intégration pour hydrolienne.
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Tableau 2 Comparaison des capteurs (turbines) a axe horizontal et a axe vertical pour une utilisation dans
les hydroliennes.

Type Avantages Inconvénients

v’ Le positionnement du systéme de % Coefficient de puissance (C,) plus
converrsion éléctromécanique ne bas, (typiguement moins de 0,4).
perturbe pas I’écoulement (placement | * Non auto-amorgables (couple de
de la génératrice en dessous ou en démarrage faible).

. N . dessus de la turbine) % Ondulation de couple durant la
Turbines a axe vertical . . .

v Ne necessite pas de mécanisme rotation.
d’orientation de la turbine (yaw % Charge mécanique axiale non
system) homogene sur les pales.

v’ Puissance maximale quelque soit la x  Technologie peu éprouvée pour la
direction du courants grande puissance.

v" Bon coefficient de puissance, le C, x  Nécessite un mécanisme (complexe
peut atteindre 0,45. et couteux) d’alignement de la

v’ Bon couple de démarrage, auto- turbine avec la direction du courant
amorgable. ou utilisation de pales

v' Couple trés peu ondulé pendant la bidirectionnelles.

Turbines a axe rotation. x  Le positionnement du systeme de
horizontal v’ Charge mécanique axiale équilibrée conversion éléctromécanique peut

sur les pales. perturber I'écoulement (placement

v’ Bon fonctionnement a des vitesses de la nacelle contenant la
élevées. génératrice dans I'axe de la turbine)

v Technologie éprouvée dans I'éolien ou solution complexe en Rim-Driven
pour la grande puissance.

Actuellement, quasiment toutes les éoliennes de grande puissance sont basées sur
des turbines tripales a axe horizontal. Le choix du nombre de pales est un parametre de
conception important, qui peut a priori étre remis en question dans le cas des
hydroliennes. Le choix du nombre de pales dépend de plusieurs parametres tels que, les
performances hydrodynamiques de la turbine caractérisées par la courbe de C,
(coefficient de puissance) ou le coefficient de couple en fonction de la vitesse normali-
sée (A), le colit de la turbine, la tenue mécanique, le bruit acoustique de la turbine, les
vibrations, la qualité du couple et des considérations d’assemblage des pales pour les
plus grandes turbines..etc. En considérant uniquement les performances
hydrodynamiques a savoir la capacité de la turbine a extraire de la puissance du fluide,
la figure 2 montre des performances plus favorables aux multi-pales en termes de
coefficient de puissance maximal [Mul02]. Cependant la vitesse de rotation de la turbine
diminue lorsque le nombre de pales est plus important, ce qui peut laisser supposer un
surdimensionnement du multiplicateur ou de la génératrice reliée a I'hélice. Toutefois,
les turbines hydroliennes étant beaucoup plus compactes que leurs vis-a-vis éoliens, et a
cause de la difficulté d’assemblage sous I'eau, I'assemblage des pales peut se faire a terre
dans les ateliers avant le transport et I'installation dans le site en mer. Cette particularité
confere une plus grande facilité d’assemblage des pales dans le cas des hydroliennes en
comparaison aux éoliennes. Par conséquent on s’affranchie de la contrainte
d’assemblage des pales, ce qui rend possible d’envisager I'utilisation de turbines avec un
nombre de pales supérieur a 3.
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Figure 2. coefficient de puissance en fonction du TSR (L) pour des turbines a pales multiples, figure issue de
[HauO1].
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