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Résumé

Résumé

Les machines électriques synchrones a aimants permanents sont susceptibles de rencontrer un
disfonctionnement suite a un échauffement non maitrisé. L’objectif de cette étude est de développer un
modéle thermique générique et prédictif pouvant simuler diverses situations d’intéréts: régime
permanent, régime transitoire, mode dégradé, entrefer immergé, haute vitesse. Pour cela, la méthode
nodale est utilisée pour développer le modeéle thermique générique. En paralléle, un banc d’essai et un
prototype sont congus pour valider le modéle. L’étude de sensibilité des résultats du modéle a certains
parametres montrent que certains coefficients de convection, certaines conductances de contact et la
conductivité thermique radiale du bobinage ont une influence considérable sur les résultats du modéle.
Cependant ces paramétres sont mal connus, car ils sont issus des formules empiriques ou des abaques.
Gréce au prototype et au modéle développé, ces paramétres sont identifiés. Trois méthodes
d’identification sont testées pour aboutir & une stratégie d’identification: les algorithmes génétiques, la
méthode de Gauss-Newton et la méthode de Levenberg-Marquardt. Plusieurs essais sont effectués sur
le prototype instrumenté. La mesure des températures a des lieux précis du prototype permet
d’identifier les paramétres mal connus et de valider le modele.

Mots clés : Modélisation thermique - méthode nodale - Machine synchrone a aimants permanents -
mode dégradé - haute vitesse - identification des parametres - algorithmes génétiques - Gauss-
Newton - Levenberg-Marquardt - thermocouple - entrefer immergé

Abstract

Permanent magnet synchronous machines are likely to break down due to poorly controlled
heating. The goal of this study was to develop a generic and predictive thermal model to calculate the
temperature of machines during the design phase simulating temperatures at various states. These
states include: steady state, transient state, fault mode, axial circulating of a cooling fluid in the air-gap
and high speed. The lumped parameter method was used to develop this generic thermal model.
Meanwhile, a test bench and a prototype instrumented with thermocouples were manufactured to
validate the model at the same time. Sensitivity studies of the results of the model to some parameters
demonstrated that some convective coefficients, contact conductances and the thermal conductivity of
the winding in the radial direction influenced the model. However, these parameters are poorly known,
because empirical formulas or abacus are used to calculate them. Using, the prototype and the
developed model, these parameters were identified. Three methods of identification were tested in
order to find a strategy for the identification: the genetic algorithms method, the Gauss-Newton
method and the Levenberg-Marquardt method. Many tests were done on the prototype. The measure
of the temperatures on the specific place allows to identify these parameters and to validate the model.

Key words : Thermal modeling - lumped parameter method - Permanent magnet synchronous
machines - fault mode - high speed - identification of parameters - genetic algorithms - Gauss-Newton
- Levenberg-Marquardt - thermocouple - axial circulating of a cooling fluid in the air-gap.
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Nomenclature

Abréviations

2D Deux dimensions

3D Trois dimensions

AG Algorithmes-Génétiques

CFD Computational Fluid Dynamic

GN Gauss-Newton

IEC International Electrotechnical Commission
LM Levenberg-Marquardt

MSAP Machine Synchrone a Aimants Permanents

Symboles latins
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Binax Induction magnétique maximale (T)
B, Induction rémanente (T)
B Induction rémanente & la température de référence (To)
Cp Chaleur spécifique (J/Kg.K)
C Capacités thermiques (J/K)
Corbre Couple sur I’arbre de la machine (N.m)
C; Capacités thermiques au nceud i (J/K)
Cy Coefficient de trainé
droutement Diamétre intérieur du roulement (m)
e Epaisseur de la tole (m)
f Fréquence (Hz)
fo Fonction objectif
F, Charge dynamique du roulement (N)
F Force de trainée (N)
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Fy; Facteur de forme entre la surface i et la surface j
G Conductance (W/K)
Geona Conductance de conduction (W/K)
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T Température expérimentale au point k & I’instant j (K)
i Température du modéle numérique au point k a I’instant j (K)
U Tension (V)
|4 Volume (m3)
Vr Vitesse tangentielle & la surface du rotor (m/s)
v, Vitesse de I’écoulement axial dans I’entrefer (m/s)
x Vecteur de paramétres inconnus
x* Vecteur de paramétres solutions au probléme d’optimisation
Xnominal Vecteur de paramétres nominaux
Xmoyenne Vecteur de la moyenne des parameétres solutions
X Domaine de définition des paramétres

Symbole grec

a Angle définissant la section angulaire de cylindre (rad)
ar Coefficient de température de la résistivité du cuivre (K™)
B Coefficient de température de I’induction rémanente des aimants (%/K)
Oy Epaisseur de peau (m)

é Epaisseur d’entrefer (m)

& Emissivité de la surface i

g Emissivité de la surface j

v Viscosité cinématique (m?/s)

A Conductivité thermique du matériau (W/m.K)

Aaxial Conductivité thermique axiale du cylindre (W/m.K)

Ai Conductivité thermique de I’isolant de cuivre (W/m.K)

Ae Conductivité thermique de I’émail (W/m.K)

Aeq Conductivité thermique équivalente (effective) de I’encoche (W/m.K)
Ac Conductivité thermique du cuivre (W/m.K)

Ay Conductivité thermique du vernis (W/m.K)

Ae Conductivité thermique de I’émail (W/m.K)

Ai Conductivité thermique du composant i (W/m.K)

Agir Conductivité thermique de I’air (W/m.K)

Am Paramétre de Levenberg-Marquardt

U Perméabilité magnétique (H/m)

Nredresseur Rendement du redresseur

w Vitesse angulaire de rotation (rad/s)

W, Vitesse angulaire de rotation critique (rad/s)

Q Vitesse angulaire de rotation de I’arbre (rad/s)

p Masse volumique (Kg/m®)

Pe Résistivité électrique (Q.m)

o Constante de Stephan Boltzmann (5,6704.107%)
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Introduction génerale

Dans ce chapitre, le contexte et le cadre de la these sont présentés. La
problématique située dans son contexte permet de définir une méthodologie
de travail ainsi que I’organisation du meémoire.
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I. Introduction générale

1.1 Introduction

De nos jours, les défis technologiques tels que les véhicules électriques, les avions
tout électrique, les trains a grande vitesse, requiérent I’utilisation des machines

électriques dans des situations dites ‘critiques’.

Les applications dites “critiques’ des machines électriques sont des applications ou
la machine est soumise a des contraintes d’utilisation séveres. Ces contraintes peuvent

étre classées en quatre groupes décrits ci-dessous :

Les contraintes thermiques : la température a toujours été le facteur principal de
limitation des performances d’une machine électrique. Cette contrainte devient plus
séveére lorsque la machine est amenée a étre utilisée dans les applications ou la
température ambiante est trés élevée, ce qui est souvent le cas en milieu confiné : sous
le capot d’une voiture, dans les appareils d’extraction miniere dans le sous sol, dans les
TGV, etc... En effet, les isolants du bobinage étant composés de polymeéres, ceux-ci se
dégradent sous I’effet des hautes températures pouvant causer un défaut au sein du
bobinage ou entre le bobinage et le circuit magnétique ce qui conduit a un
endommagement irréversible de la machine. Les isolants de classe H, qui est la classe
courante la plus élevée doivent étre soumis a une température inférieure a 180°C selon
la norme IEC (International Electrotechnical Commission). Ainsi, pour une application
ou la température ambiante serait d’environ 100°C (sous le capot d’un veéhicule), il n’y

a plus qu’une marge de 80°C pour I’élévation de la température du bobinage.

Les contraintes électromagnétiques : cette contrainte se traduit souvent par une
maximisation du couple volumique de la machine. Or maximiser le couple volumique,
conduit a augmenter les pertes volumigques de la machine et donc a soumettre la

machine a des temperatures plus éleveées.

Les contraintes mécaniques : la machine doit avoir la géometrie la plus simple
possible. La machine doit dans le cas des hautes vitesses, génerer le moins de vibration
et de bruit acoustique possible. Par ailleurs, dans le cas des hautes vitesses, la machine
est soumise a des sources de chaleur d’origine aérodynamiques et mécaniques bien que

le refroidissement interne soit amélioré par la vitesse de rotation du rotor.
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1.2 objectif dU travail

Les contraintes de tolérance aux défauts: dans certaines applications tres
sensibles, un arrét brutal de la machine peut engendrer de graves dommages. Cette
contrainte peut étre divisée en deux groupes : les défauts mécaniques (principalement
sur les paliers), qui peuvent étre prévisibles ; les défauts électromagnétiques (mode
dégradé, désaimantation des aimants,...) qui sont peu prévisibles. Ces défauts
provoquent une augmentation des températures dans la machine. Un mode dégradeé est
par exemple un mode de fonctionnement ou au moins une phase du bobinage de la

machine présenterait une anomalie comme un court-circuit ou un circuit ouvert.

Nous pouvons constater que parmi ces contraintes, la contrainte thermique est celle
qui est liée a toutes les autres contraintes. En effet I’aspect thermique des machines
électriques a un grand intérét dans le domaine scientifique aujourd’hui. Les travaux
présents dans la littérature montrent qu’il est indispensable lors de la phase de
conception des machines électriques de prédire leurs températures. Plusieurs auteurs se
sont penchés sur la question et ont développé des modeles thermiques prédictifs
numériques et semi-analytiques. Cependant ces modeéles restent tres particuliers. De

plus, trés peu d’études thermiques en mode dégradé ont été menées.

C’est dans ce contexte que I’entreprise ERNEO, qui est spécialisée dans la
conception et la fabrication des machines électriques, en collaboration avec le
laboratoire CETHIL de I'INSA de Lyon, ont developpé un programme de recherche
basé sur la modélisation thermique des machines électriques a aimants permanents en
prenant en compte le mode dégradé. Ce programme, qui a pris la forme d’une thése, a
été financé en partie par I’ANRT (bourse CIFRE n° 1041/2010).

Les machines synchrones a aimants permanents sont couramment utilisées dans les
applications “critiques’. Ce sont les machines qui présentent un couple volumique le
plus élevé et le meilleur rendement. De plus, la baisse du colt des aimants favorise le

remplacement des machines asynchrones par les machines a aimants permanents.

1.2 Objectif du travail

Le but de ce travail est de développer et de valider un modéle thermique

tridimensionnel de machines électriques synchrones a aimants permanents pouvant
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I. Introduction générale

simuler en régime transitoire et stationnaire le comportement thermique dans diverses
situations d’intéréts :

%+ mode dégrade ;

¢ hautes vitesses ;

¢ entrefer immergeé (écoulement d’un fluide dans I’entrefer).

Le modele devra étre générique afin d’étre exploitable sur plusieurs configurations

de machines.

|.3 Méthodologie

Pour atteindre I’objectif, il est impératif de commencer par faire une étude des
différentes méthodes de modélisation thermique des machines électriques rencontrées
dans la littérature. Cette étude permettra de choisir une méthode et un environnement
de développement du modele en fonction des avantages et des inconvénients de
chaque méthode et en fonction du cahier des charges de I’entreprise ERNEO. Ensuite,
la formalisation du point de vue thermique d’une machine en mode dégradé sera
abordée, puis I’étude des transferts thermiques et des sources de chaleur dans les
machines électriques a aimants permanents sera menée. Cette etude conduira a
construire un modele thermique générique. Ce modele sera validé en utilisant un

prototype instrumenté et un banc d’essai spécifiqguement concu a cet effet.

I.4 Organisation de la thése

La structure de la thése est la suivante :

Chapitre 2 : Etat de I’art Les machines a aimants permanents y sont decrites
ainsi que les sources de chaleur et I’effet de la température sur les différentes parties
de ces machines. Cette étude permet d’identifier les zones sensibles qui méritent une
attention particuliére et de souligner I'importance de prédire avec précision les
températures dans une machine lors de la phase de conception. Ensuite, la
problématique thermique du mode dégradé est plus discutée. Cette partie est cloturée
par une étude des différentes méthodes de modélisation thermique des machines
électriques. Elle permet de choisir la méthode de modélisation adaptée aux objectifs
fixés.
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1.4 Organisation de la thése

Chapitre 3 : Elaboration du modéle détaillé Une discussion sur la méthode
nodale est faite. Puis la modélisation des différentes parties de la machine est
effectuée. Deux modeles nodaux sont alors construits et la comparaison de ces deux
modeles est réalisee. Une étude de sensibilité des résultats du modele a différents
parameétres est effectuée. Cette étude permet de trouver les parametres mal connus qui

ont une influence sur les résultats du modele.

Chapitre 4 : Méthode d’identification des paramétres du modele Dans ce
chapitre, une méthode qui permet d’identifier a partir des résultats expérimentaux les
parametres mal connus du modeéle est developpée. Une simulation d’identification est

faite pour tester I’efficacité de la méthode construite.

Chapitre 5 : Validation du modéle Le prototype, I’instrumentation du prototype
et le banc d’essai congu sont présentés. Une méthodologie basée sur différents types
d’essais est développée afin d’identifier les parametres mal connus puis valider le

modele.

Chapitre 6 : Conclusion et perspectives Dans ce dernier chapitre, la conclusion

générale du travail effectué est faite. Les perspectives y sont aussi mises en évidence.

6

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



Etat de I’art

Dans ce chapitre, la problématique thermique des machines électriques est
présentée. De cette problématique découle I’intérét scientifique et I’enjeu
industriel de la thése. Les méthodes rencontrées dans la littérature pour la
modeélisation thermique des machines électriques sont aussi exposees. En
guise de conclusion du chapitre, la direction de la recherche et les
contributions scientifiques de ce travail sont discutées.

Sommaire
INTRODUCTION ..cucuiiiusessssssmsssessssasssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssass esssssssssasssssssssssssssssssssssssasssssssses 9
I1.1 PRESENTATION DES MACHINES A AIMANTS PERMANENTS ....coousmmmmssmsssssssssssssssssssssnsssanens 10
I1.2 PERTES DANS LES MACHINES A AIMANTS PERMANENTS.......ocoummerumessssessssesssssssssssssssssans 12
11.2.1 Pertes par effet Joule dans le BODINAGE ........c.ccoovviiiii i 13
OO = g (1S -] OSSPSR 14
11.2.2.1 Pertes par courant de FOUCAUIL ...........cccoiii i e 14
[1.2.2.2 Pertes Par NYSIEIESIS ........oviuiiiiieieieeieree e 14
11.2.2.3 Pertes fer SUPPIEMENTAITES. .........oiviiiiiieie e 15
11.2.3 PErteS MECANIGUES ......ecviiiieieitiitie ittt te et s be et e s teeseesaesbe et e st e sbeesbesbesbaesaestesreeneesre e 16
11.2.3.1 Pertes dans 18S FOUIEMENTS. .........oiiiie e 16
11.2.3.2 PEITES VISQUEUSES ...ttt sttt et b ettt b e 16
11.2.3.2.1 Pertes visqueuses dans P"eNrefer...... ..o 17
11.2.3.2.2 Pertes dans 185 CAVITES ......c.viuiieiriiiiirieiste ettt en e neenes 23
11.3 EFFET DE LA TEMPERATURE DANS LES MACHINES I:ILECTRIQUES A AIMANTS. ....ouuunen. 25
11.3.1 Effets thermiques sur les isolants d’encoche..........c.cccoov i 25
11.3.2 Effets thermiques sur les aimants PErMAaNENTS.........cccocviieiriiiieeie e 27
11.3.3 Effets thermiques SUr 18S FOUIEMENTS ........ccoiiiiiiiiiriseee e 29
T1.4 MODE DEGRADE ......cooouuuuurrssseeesssssssssssseessssssssssssssessssssssss sesesssssssssssssssesssssssssssssessssssssssssssssesssssssssssssesss 30
I1.5 METHODES DE MODELISATION THERMIQUE DES MACHINES ELECTRIQUES .......ccoeerven. 33
CONCLUSION ..ooucuiusssmssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssasssssssss sssss s sssss sssssssssssssssssssss sssssssssssssnsss sesssssssssassssase 36
REFERENCES ...coovvuuuuuurreeeeesssssssssesseesssssssssssssseesssssssssss e eesssssssss 4455588883111 LR RRR SRS AR RR RS R RS 40

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



8

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



Il. Etat de l'art

Introduction

La conversion d’énergie par une machine électrique s’accompagne de pertes
d’énergie qui constituent des sources de chaleur dans la machine. A volume donné, les
machines a aimants permanents présentent généralement de meilleurs rendements que
leurs homologues a courant continu ou asynchrones, et c’est pour cette raison qu’elles
sont preférées. En fonction de I’application, de la topologie, de la qualité de
conception, du mode de refroidissement, etc., les rendements peuvent varier de 80% a
99%. L’energie perdue est due a différents phénoménes qui se produisent dans
différentes parties de la machine lors de son fonctionnement. Ces pertes sont non
uniformes et sont a I’origine de I’augmentation de la température dans la machine.
Ainsi, le champ de température de la machine dépend du mode de fonctionnement, du
refroidissement et des propriétés des matériaux constituant la machine et méme de
I’assemblage de la machine. Cependant, plusieurs composants de la machine sont
susceptibles d’étre endommagés suite & un échauffement au-dela de leurs limites,
pouvant engendrer dans certains cas un dommage irréversible de la machine. Le
fonctionnement en mode dégradé est un cas de fonctionnement ou les risques
d’endommagement irréversible de la machine par échauffement sont d’avantage
élevés. Ce probléeme montre qu’il est important d’avoir un modele predictif de
dimensionnement thermique des machines électriques en vue d’estimer avec une
bonne précision les températures dans la machine lors de leur fonctionnement. Un tel

modele sera aussi un outil pour un dimensionnement optimal de la machine.

Avant d’entrer dans la phase de modélisation thermique proprement dite qui fera
I’objet du chapitre suivant, ce chapitre vise dans un premier temps a décrire les
phénomeénes physiques qui sont a I’origine des sources de chaleur dans une machine
électrique a aimants permanents. Dans un deuxiéme temps, la description de I’effet de
température sur certains composants sensibles a I’échauffement sera abordée puis la
problématique sur le fonctionnement en mode dégradé sera présentée en troisieme et
enfin les méthodes de modélisation thermique des machines électriques trouvees dans
la littérature seront exposées. Ceci permettra de faire le choix d’une méthode selon les
contraintes de modélisation imposées. Mais avant ces principales parties, une

présentation des machines a aimants permanents sera faite.
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1.1 Présentation des Machines a aimants permanents

11.1 Présentation des machines a aimants permanents

Le domaine d’utilisation des machines électriques a aimants permanents est tres
varie. Elles sont généralement utilisées dans les domaines de haute performance tels
que I’aérospatiale, la robotique, les équipements médicaux, les véhicules électriques et
hybrides, les éoliennes, etc. Ces machines sont sollicitées parce qu’elles présentent

plusieurs avantages parmi lesquels [1]:

¢+ Couple volumique et massique élevé ;

«» Rendement élevé ;

*

Faibles pertes au rotor ;

L)

7
0‘0

Absence du systeme balais collecteur ;

‘0

Simple a fabriquer.

*,

Leur diversité d’utilisation leur confere plusieurs topologies. Elles peuvent étre
classées en fonction de I’orientation du flux dans I’entrefer. Ainsi on distingue selon ce
critere deux principaux groupes : les machines a flux axial et les machines a flux
radial. Les machines a flux axial sont les machines pour lesquelles les flux
magnétiques dans I’entrefer sont paralleles a I’axe de rotation de la machine, tandis
que les machines a flux radial ont des flux magnétiques perpendiculaires a I’axe de

rotation de la machine.

Ce travail est essentiellement dédié aux machines a flux radial, et particuliérement
celles dont les aimants sont situés a la surface du rotor. La machine de référence qui
servira de prototype a notre étude est une Machine Synchrone a Aimants Permanents
(MSAP) destinée a étre utilisée dans un dispositif éolien de faible puissance (quelques
kW). Le domaine d’utilisation de cette machine impose que le carter soit sans
ouverture, de ce fait il n’y a pas de renouvellement d’air a I’intérieur de la machine tel
qu’il est présenté sur la Figure 11-1. Le prototype sur lequel sera construit le modele est
totalement fermé, mais le modele qui sera construit permet d’étudier le cas ou il y
aurait une ouverture sur les flasques avec un débit de fluide imposé (entrefer
immergé). Les demi-coupes axiale et radiale du prototype sont présentées par la Figure
I1-2 et Figure 11-3.
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1l. Etat de l'art

Figure 11-1: Vue extérieure de la MSAP : aucune ouverture sur les flasques et la virole.

—A  Virole

Résine
Chignons

Aimants
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Flasque rotor

Flasque

Roulement

— A

Figure 11-2: Coupe axiale de la MSAP

A-A

Culasse

Encoche

Virole

VVCMe

Figure 11-3: Coupe radiale de la MSAP

L’encoche est remplie par le bobinage de conducteurs électriques isolés les uns des

autres et isolés du circuit magnétique. Ces conducteurs sont enroulés d’une encoche a
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.2 Pertes dans |€S Machines a aimants permanents

I’autre selon le type de bobinage. L’enroulement de ces fils forme des chignons ou
encore tétes de bobine lors du passage d’une encoche a I’autre. Ces chignons sont
généralement surmoulés par de la résine. Le modele qui sera construit, devra permettre
d’avoir ou pas la résine de surmoulage. Le modele devra aussi simuler le cas ou il y a

présence de deux phases a dissipations différentes dans une méme encoche.

Le prototype est une MSAP a rotor interne et a aimants en surface. Le modeéle
genérique qui sera construit sera limité a cette configuration géometrique. Les aimants
sont collés a la surface du circuit magnétique du rotor (tube). Le modéle devra
permettre la possibilité d’avoir une frette au dessus des aimants pour les simulations a

haute vitesse.

Le paquet de tbles statorique (culasse et dents) est constitué de tbles empilées les
unes sur les autres. Bien que le prototype soit & denture droite, dans le modéle leur

géomeétrie sera trapézoidale pour que le modele soit plus étendu.

La forme des piéces mécaniques (virole, flasques, arbre, flasques rotor et tube) est
fixe. Ainsi, pour une MSAP de géometrie différente, il faudrait au préalable effectuer
une transformation autant que possible de cette géométrie a la géométrie du prototype
en déterminant les dimensions conformes. Toutefois, le modéle devra permettre les

mises a jour d’autres formes de géométrie.

11.2 Pertes dans les machines a aimants permanents

Le fonctionnement d’une MSAP est basé sur le principe de rotation du champ
magnétique au stator en synchronisme avec le rotor. Au cours de ce fonctionnement,
des pertes d’énergie sont générées et localisées sur plusieurs composants de la
machine. Ces pertes peuvent étre classées en trois grandes catégories: les pertes
mécaniques, les pertes dans les conducteurs électriques (pertes par effet Joule

principalement) et les pertes dans les conducteurs magnétiques (pertes fer).

Dans les paragraphes suivants, I’origine et la localisation de ces pertes sont
détaillées. La description n’est pas exhaustive, mais elle rend compte de la complexité

des phénomeénes qui générent ces pertes.
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11.2.1 Pertes par effet Joule dans le bobinage

Les pertes par effet Joule sont les pertes dues a la circulation d’un courant dans le
bobinage. Cette circulation est produite par la différence de tension qui existe entre les
bornes d’enroulement du stator. Ces pertes sont couramment appelées pertes cuivre
(P.), et peuvent étre calculées en utilisant la formule 11.1 quand un courant continu est

appliqué, avec : I le courant circulant dans le bobinage de résistance électrique R [2].

p. = RI? 1.1

La résistance électrique dépend de la température du conducteur selon I’équation
1.2, avec: R, la résistance a la température T, et a, coefficient de température

caractéristique du matériau qui vaut ar = 0.00393 K1 dans le cas du cuivre a 20°C.

R = Ry(1 + ap(T = Ty)) 1.2

Lorsqu’un courant alternatif circule dans les conducteurs, il est entouré d’un
champ magnetique. Ce champ magnétique va entrainer le courant a circuler
majoritairement sur la périphérie du conducteur, cet effet est appelé effet de peau.
Ceci conduit a avoir une forte densité de courant a la périphérie du conducteur et une
faible densité au milieu du conducteur. L’épaisseur de forte densité est appelée
épaisseur de peau et peut étre calculée selon la formule 1.3, avec: p, la résistivité
électrique ; u la perméabilité du matériau et f la fréquence de travail du matériau.

Cette épaisseur est influencée par la fréquence et les propriétés du matériau [3].

Pe 1.3
5= .
urf

Par le méme mécanisme, le champ magnétique d’un conducteur influence ses plus
proches voisins, c’est I’effet de proximité. La présence d’un champ magnétique dans
I’entrefer conduit aussi a modifier localement la densité de courant dans le bobinage.
Le méme mécanisme est observé dans le chignon ou le flux de fuite regne. Les effets
de peau et de proximité peuvent étre minimisés en utilisant des conducteurs minces et

isolés.
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.2 Pertes dans |€S Machines a aimants permanents

Il n’existe aujourd’hui aucune méthode permettant de calculer avec précision les
pertes par effet Joule dans le bobinage d’une MSAP conduisant un courant non
continu. Mais dans plusieurs cas de fonctionnement et avec certaines précautions
requises, la contribution des pertes supplémentaires dues a ces differents effets peut

étre négligee.

11.2.2 Pertes fer
Les pertes fer sont les pertes qui sont générées dans les matériaux magnetiques.

Ces pertes peuvent étre classées en deux principaux groupes : les pertes par courant de

Foucault et les pertes par hystérésis.

11.2.2.1 Pertes par courant de Foucault

Quand un champ magnétique variable est appliqué a un matériau électrique, une
tension est induite dans ce matériau selon la loi de Faraday et un courant électrique
circulera dans le matériau. Selon la loi de Lenz, ce courant sera dirigé de maniere a
créer un flux opposé a celui qui lui a donne naissance. Ce courant induit dans la masse
métallique est appelé courant de Foucault. Ce courant est a I’origine de dissipations de
chaleur par effet Joule. Afin de limiter ces dissipations, les circuits magnétiques du
stator et rotor sont généralement constitués d’un empilement de t6les paralléles au sens
du flux et isolées entre elles par du vernis ou un traitement de surface.
Analytiqguement, ces pertes peuvent étre évaluées par la formule de Steinmetz 11.4
valable pour une onde sinusoidale pour un matériau homogene, isotrope et a champ
uniforme. Dans cette formule, K est une constante qui dépend du matériau, f est la
fréquence, e I’épaisseur de la tble et B,,., est la densité de flux maximale dans le
materiau [2] [4].

Pcf=KF-(e-f-Bmax)2 1.4

11.2.2.2 Pertes par hystérésis
Lorsque la direction du champ magnétique change dans un matériau magnétique,

la direction des domaines magnétiques appelés domaines de Weiss change aussi.
L’énergie mise en jeu lors de ces changements est liée aux frottements internes lors du

mouvement des domaines magnétiques. Elle est dissipée en chaleur et constitue les
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pertes par hystérésis. Pour une onde sinusoidale pour un matériau homogeéne, isotrope
et a champ uniforme, Steinmetz propose la formule 1.5 pour les évaluer
analytiquement, quand une densité maximale de flux B,,,, et de fréquence f existe

dans un matériau de volume v. Dans cette formule K, et n sont des constantes [2] [4].
P, =Kpf.-BharV 1.5

11.2.2.3 Pertes fer supplémentaires
Il existe d’autres pertes supplémentaires dans le fer en plus de ces deux pertes

fondamentales précédentes. En effet, la non-uniformité du flux magnétique, les
discontinuités geometriques de la machine, les variations de perméance dans I’entrefer

géneérent des pertes supplémentaires non négligeables et difficiles a modéliser [2].

De nombreuses études montrent qu’il n’existe pas de loi de répartition exacte des
pertes fer dans les machines électriques. Dans les travaux de modélisation thermique
des machines électriques, ces pertes sont évaluées soit par des méthodes des éléments
finis, soit par des formules analytiques soit par des tests. De plus, quelque soit la
méthode, il est difficile de les évaluer de maniere précise et de connaitre leur

distribution.

Plusieurs facteurs influencent ces pertes. Le Tableau Il-1 présente I’influence de
quelques facteurs sur les pertes fer dans les toles utilisées pour les circuits
magnétiques. Dans ce tableau, P, /s et H. représentent respectivement les pertes
supplémentaires, I’induction de saturation et le champ coercitif. Ce tableau montre que
I’ajout du Silicium (Si) a un matériau magnétique permet de réduire les pertes par
courants de Foucault mais aussi I’induction de saturation. De méme, tous les autres
facteurs ont des influences positives et negatives sur les propriétés des toles. Ainsi,

pour chaque application le bon compromis doit étre trouvé.
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.2 Pertes dans |€S Machines a aimants permanents

Tableau 11-1 : Influence de différents facteurs sur les propriétés des toles des circuits magnétiques [5]

Facteurs influents Pn | Pef | Psup | Js Hc
Taille de grain () N A N
Impuretés (7) Ve N V
Epaisseur de tbles (7) N A N
Contraintes internes () A A
Découpage de tbles A N

Serrage A

Procedé de soudage A

Alliage (%Si 7) N N

11.2.3 Pertes mécaniques
Ce sont les pertes qui sont issues des frottements dus a la rotation des parties

tournantes de la machine : frottement entre solides et frottement entre solides et fluide.
Elles correspondent respectivement aux dissipations dans les roulements et aux

dissipations visqueuses dans la machine.

11.2.3.1 Pertes dans les roulements
Ces pertes sont localisées dans les roulements et sont issues des frottements entre :

les éléments roulants — chemin de roulement ; éléments roulants — joints. Elles sont
influencées par plusieurs facteurs tels que : le lubrifiant, le type de roulement, la
vitesse de rotation et la charge du roulement. Elles sont accessibles par mesures [6] et

peuvent étre estimées par la formule 11.6 [7], ou kg, est le coefficient de frottement du

roulement, F,; est la charge dynamique du roulement, w la vitesse angulaire de rotation

et d,ouiement €St le diamétre interne du roulement.

Proulements = 0.5 kfr w Fd droulement 11.6

11.2.3.2 Pertes visqueuses
Les pertes visqueuses représentent I’énergie nécessaire au rotor pour cisailler le

fluide entourant les parties tournantes. Cette énergie dépend des propriétés du fluide
entourant ces parties, de la géométrie et du champ de vitesse du fluide. Ces pertes sont

localisées dans I’entrefer et les cavités (voir Figure 11-4).
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Entrefer

Cavité Cavité

Roulement

Figure 11-4 : Localisation des pertes aérodynamiques

Dans les sections suivantes, les principales formules utilisées dans la littérature

pour calculer ces pertes sont décrites.

11.2.3.2.1 Pertes visqueuses dans I’entrefer

L équation 11.7 donne la force de trainée dans un entrefer lisse [8] [9] avec : p la
masse volumique du fluide ; S surface de référence (dans le cas de cette étude c’est la
surface extérieure du rotor) ; V vitesse relative (vitesse circonférentielle du rotor) ; Cy,
est le coefficient de trainée qui dépend de I’écoulement.

1
F=ECMpSV2 “7

La puissance associée a la force de trainée est obtenue en multipliant cette force
par la vitesse ce qui conduit a I’équation développée 11.8, avec: [ la longueur de

I’entrefer ; r le rayon externe du rotor et w la vitesse angulaire de rotation [3].

Pentrefer = CM,07Tw37”41 1.8

Pour tenir compte de la rugosité et des saillances du rotor et du stator, plusieurs
auteurs [10][11] ajoutent un facteur appelé coefficient de rugosité k., et I’égquation

génerale est présentée par I’équation 11.9.

Pentrefer = erM,OT[(UST41 11.9

La détermination du coefficient de frottement k,. fait I’objet de recherche dans la
communauté scientifique. Saari [10] dans ses travaux de these a mené une étude

bibliographique sur ce coefficient et il ressort que ce coefficient est compris dans une

17

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



.2 Pertes dans |€S Machines a aimants permanents

plage de 1 a 4. Il a aussi fait des expériences afin de déterminer ce coefficient. Sur sa
machine d’étude (machine asynchrone) dont le fluide était de I’air, il a déterminé le
coefficient de friction sur une plage de vitesses de rotation. La méme expérience a été
menée avec un stator dont les creux d’encoche sont bouchés afin d’avoir un stator
lisse. La Figure 1I-5 présente sa machine d’étude et ses résultats. Il ressort que : le
coefficient k, dépend de la vitesse de rotation ; il n’est pas nécessaire de fermer les
encoches, car bien que cela permet de réduire le coefficient de friction, cette réduction
n’est pas considérable, de plus il s’est trouvé que cette fermeture n’est pas favorable au
refroidissement des encoches. La valeur moyenne du coefficient qu’il a utilisé dans ses

travaux est 1,25.

Grobler [7] dans ses travaux a utilisé un coefficient de 1,4 et Algén [12] et Trigeol
[6] ont utilisé une valeur de 1.

Stator end winding Cooling air flow LS ——T—T T ]
: a

| " Roughness coefficient .J’ | *]
n II \ 'y ] o7oYo
| “Tee¥ee g
| L]

| Stator

) core
\ I".I Solid steel rotor \
\ \ i 0.0

1 0 200 400 600 EBOO 1000 1200

Y . é ) Eiid 4 Rotation speed [1/5]
Contactless bearing -Opper coating TCIE © Open slots @ Closed slots
a) b)

Figure 11-5: a) Machine de Saari et b) Coefficient de friction déterminé [10]

Le coefficient de trainée C,, de I’équation 11.9 dépend de I’écoulement tangentiel
dd a la vitesse de rotation, de I’écoulement axial dans I’entrefer si c’est un entrefer
immergeé et du regime d’écoulement dans I’entrefer. Les MSAP sont généralement
totalement fermées dans le but de protéger les aimants permanents. Dans ces cas,
I’écoulement dans I’entrefer est du type Couette. Dans certains cas particuliers, il peut
avoir un écoulement axial dans les MASP alors I’écoulement dans I’entrefer est du
type Couette-Poiseuille. La section suivante présente quelques corrélations trouvées
dans la litterature pour le calcul du coefficient de trainée pour chaque type de

d’écoulement.
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11.2.3.2.1.1 Ecoulement de Couette dans I’entrefer

Taylor [13] a travaillé sur la stabilité d’un fluide visqueux contenu entre deux
cylindres coaxiaux tournants. De ses résultats, il ressort que si le cylindre extérieur est
fixe et que la vitesse du cylindre interne augmente a partir de zéro, I’écoulement reste
laminaire jusqu’a une valeur critique de la vitesse de rotation, a partir de laquelle on
observe des tourbillons se former (tourbillon de Taylor). Ces tourbillons ont la forme

d’anneaux autour de I’axe de rotation (voir Figure 11-6).

Taylor a calculé analytiquement puis confirmé expérimentalement la vitesse
critigue a partir de laquelle ces tourbillons apparaissent. Il a observé que ces
tourbillons gardent leur forme quand la vitesse augmente de la valeur critique a une
certaine valeur. A grande vitesse de rotation, il a observé des fluctuations des

tourbillons de Taylor.

4
Nl - —

o] | @
NG/ G

I7

pE

Tourbillons
de Taylor

J
\ P&
777

Cylindre interne
(rotor)

Figure 11-6 : Tourbillons de Taylor [13]

Plusieurs nombres adimensionnels permettent de caractériser le régime

d’écoulement dans cette configuration.

Nombre de Reynolds rotationnel

wWri\r, — T
Res = 1(12/ 1) 11.10

Avec 1, le rayon du stator ; r; le rayon du rotor ; v la viscosité cinématique du

fluide ; w la vitesse angulaire de rotation.

19

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



.2 Pertes dans |€S Machines a aimants permanents

Nombre de Taylor

Ta = Res/(r; — 1) /11 Il.11

Pour les simplifications:

§=r —n 11.12
Vitesse de rotation critique
nt 2 1)
2 .Y (4 _) .13
@ ="p 1,63 ( + 27
Nombre de Taylor critique
mt 5
T 2=_,(1 _) 11.14
=5 T
Avec
g s\ 11.15
P =0,0571 (1 — 0,652 r_) + 0,00056 (1 — 0,652 r_) '
1 1

Bilgen et Boulos [14] ont mené une étude expérimentale pour la détermination du

coefficient de trainée. Ils ont travaillé sur quatre épaisseurs d’entrefer

(3,2; 8; 19; 44,5 mm) et sur une plage de vitesses de rotation du cylindre intérieur
de 300 — 1500 tr/mn (cylindre extérieur statique). Les surfaces du rotor et stator
avaient une rugosité inférieure a 0,8 um. lls ont utilisé deux fluides visqueux dans
I’entrefer (eau et eau+glycérine). Leurs résultats ont montré qu’il y a quatre régimes
d’écoulement et pour chaque régime, les corrélations qu’ils proposent sont données par
les équations 11.16 a 11.19.

Cy =5 s pour R,s < 64 11.16

&)
Cu =755  64<Re <500 11.17

es
)"

Cy = 051525z ;500 < R,s < 10* 11.18

es

20

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



Il. Etat de l'art

) 11.19
Cy = 0,0325-2% ;  10* < R.s '

Res
Ces corrélations ont été utilisées par Grobler [7] dans ces travaux de modélisation

thermique de machine électrique a aimants permanents a haute vitesse.

Wendt [15] propose aussi des corrélations pour le calcul du coefficient de trainée
en ecoulement de Couette. Il a travaillé avec deux fluides dans I’entrefer : I’eau et

I’eau+glyceérol. Ses résultats correlent bien avec les équations suivantes.

(62)0,25
Cy =046 ;400 < R5 < 10 11.20
es
57"2 0,25
2 11.21
Cy = o,o73(R12—)03 . 10* < R,5 < 105
es

Yamada [16] a mesuré le coefficient de trainée d’un écoulement entre deux
cylindres co-axiaux. Dans ses travaux, il a utilisé deux fluides : I’eau et I’huile. Les

corrélations qu’il propose sont les suivantes :

_ 1 4 11.22
Cw = Res 1y (rl/r2+1) Res <800
=754+ 11,5logy, Res\/Cyy 800 < Res < 6.10* 11.23

JV2Cpm

Une autre forme de I’équation 11.23 plus exploitable qu’il propose est la suivante :

0,0152
= R4
)

Il souligne toutefois que lorsqu’il y a présence des tourbillons de Taylor, les

11.24

M

équations 11.23 et 11.24 sous-estiment le coefficient de trainé.

Theodorsen et Regier [17] ont mené des études expérimentales pour la
détermination du coefficient de trainée pour un disque, un cylindre et une tige tournant
dans un espace libre. Le fluide ambiant était le Fréon. Ils ont aussi investigue I’effet de
la rugosité sur le coefficient de trainée. Ils ont propose des corrélations qui ne sont pas

reportées ici car ne elles ne correspondent pas a la configuration rotor-stator.
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11.2.3.2.1.2 Ecoulement de Couette-Poiseuille dans I’entrefer

Ce type d’écoulement est la superposition des deux types d’écoulement :
I’écoulement dd a la rotation de la partie tournante et I’écoulement imposé dans la
conduite (sens axial de I’entrefer). Dorfman[18] montre que dans cette configuration il

y a 4 régimes ( voir Figure 11-7):

% Régime | : écoulement purement laminaire,
% Régime Il : écoulement laminaire avec tourbillon de Taylor,
% Régime 11 : écoulement turbulent,

% Régime IV : écoulement turbulent avec tourbillon de Taylor.

L
-

Nombre de Reynolds axial

Nombre de Taylor

Figure 11-7 : Régimes de I'écoulement [18]

Le nombre de Reynolds axial étant défini par I’équation 11.25 avec V, la vitesse

moyenne de I’écoulement axial.

_Va26 11.25
”

Re,

Yamada [16] a aussi travaillé sur la détermination du coefficient de trainée sur ce
type d’écoulement, en utilisant I’eau comme fluide dans ses expériences. Ses résultats
montrent que I’écoulement axial augmente la plage du régime laminaire ou le
coefficient décroit. Au-dela de cette plage, le coefficient augmente. La relation qu’il

propose pour le calcul de ce coefficient est donnée par I’équation 11.26.

o _oo1s2[ (8)2 (Rea)z o3 1126
M Red* 7) \Res

La Figure 11-8 présente le coefficient de trainé donné par les corrélations de

Bilden, de Yamada et Wendt en fonction du nombre de Reynolds pour un écoulement
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de type Couette. Les deux axes de la figure, sont a I’échelle logarithmique. Les rayons
utilisés correspondent a ceux du prototype et sont les suivants: r; = 211 mm; r, =
212 mm. En faisant varier la vitesse de rotation, ce coefficient est calculé selon les
corrélations proposees par ces auteurs. Il ressort que les différentes corrélations
présentent des écarts entre elles. Par ailleurs les corrélations de Bilgen et celles de
Wendt donnent la méme tendance avec des écarts relatifs faibles. Dans le modele, les
corrélations de Bilgen et Boulos seront intégrées pour des écoulements de type Couette

et celles de Yamada pour le les écoulements de type Couette-Poiseuille.

10 e Sl Sl i s el el e [ S el sl e s 5 s Bl
T [ T - a T

=—Bilgen et Boulos
— Wendt
Yamada

Coefficient de trainé : Cm

Nombre de Reynolds

Figure 11-8 : Coefficient de trainée dans I'entrefer sans débit axial en fonction du nombre de Nusselt
11.2.3.2.2 Pertes dans les cavites
Les deux cavités sont modelisées comme les cavités d’un disque tournant dans un
espace clos [10][12][19][20] (voir Figure 11-9). Les pertes par friction dans les deux

cavités du disque sont données par I’équation 11.27.
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Figure 11-9 : Disque tournant dans un espace clos

23

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



.2 Pertes dans |€S Machines a aimants permanents

1
Peavitss = 3 Cupw3(r; —17) 11.27

Daily et Nece [21], ont montré qu’il y a quatre régimes dans ce type d’écoulement
(voir Figure 11-10). Le régime | correspond a un régime laminaire pour des faibles
espacements ; le régime Il au régime laminaire pour des espacements larges; le
régime 11 est le régime turbulent pour des faibles espacements et le régime 1V est le
régime turbulent pour des larges espacements. Pour chaque régime, ils proposent des
corrélations pour le calcul du coefficient de trainée. Ces corrélations sont données par

les équations 11.28 a 11.31.

Iy
0,1

0,05 [\

0 | ]
104 R 10° 1 0?
er

Figure 11-10 : Approximation des différents régimes d'écoulement[22]

-1
- 2n(>) 11.28
% Régime | : Cy = #
-
5101
. _ B 3’7(6) 11.29
» Regime Il : Cu =, o5
-
s\—1/6
e _ B 0,08(6) 11.30
< Regime Il : Cy =—5577—
Rey
o 0,0102(ri)()'1 11.31
< Reglme (VA CM = TO';

Le nombre de Reynolds est évalué par la relation suivante :

2
wr-
Re, = —2~ 11.32
v
Les corrélations de Daily et Nece seront intégrées dans le modele en supposant que

la machine sera toujours dans le régime | ou Il (faibles espacements). Le nombre de

Reynolds de transition choisi est 10°.
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1.3 Effet de la température dans les machines électriques a
aimants

Les machines électriques sont constituées de plusieurs composants. Certains de ces
composants se déegradent rapidement sous I’effet de la température. Dans cette section,
les effets de la temperature sur les composants sensibles des machines a aimants

permanents sont présentes.

Les composants sensibles du point de vu thermique d’une machine électrique sont
principalement : les isolants (isolants d’encoche, vernis, résines, émaux), les

roulements et les aimants pour les machines a aimants permanents.

11.3.1 Effets thermiques sur les isolants d’encoche

C’est généralement le composant le plus sensible a la température dans les
machines électriques. L’étude menée ici est valable aussi bien pour [I’isolant
d’encoche, que pour la cale d’encoche et les séparateurs d’encoche dans le cas d’un
bobinage séparé. Tous ces composants sont généralement utilisés a faible épaisseur

possible afin de maximiser le taux de remplissage d’encoche.

Les isolants d’encoche determinent la capacité de charge de la machine et donc les
températures limites. Pour les machines standards, les normes de la Commission
Electrotechnique Internationale (International Electrotechnical Commission) IEC 85 et
IEC 34-1 [23] donne les classes d’isolants les plus utilisées.

180T

160t

140t
120t
[JMarge de sécurité
100t
- Elévation de température
80+ autorisée
DTempérature ambiante
60+ Maximale
40+
201 |40 40 40 40 40
A E ' B ' F ' H

Figure 11-11 : Classes d'isolants standard [23] [24]
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1.3 Efiet de |@ température dans les machines électriques a aimants

La température ambiante maximale peut encore représenter la température
maximale du fluide de refroidissement.

L’élévation de température représente la valeur moyenne de I’élévation de la
température des enroulements. Elle peut étre déterminée par la variation de la
résistance des enroulements. Si la température ambiante est inférieure a 40 °C, la

charge de la machine peut étre augmentée dans le cas contraire, elle doit étre diminuée.

La marge de sécurité permet de définir la température maximale du point le plus
chaud du bobinage. En effet, dépasser cette température en fonctionnement permanent
conduirait a un vieillissement rapide de I’isolant et donc de la machine.

La Figure 11-12 présente I’évolution du temps de vie d’une machine en fonction de
I’exces de température dans le bobinage. La loi décrivant cette courbe est la loi
d’Arrhenius. Un exces de température permanent de 10 K, conduit a reduire la durée
de vie de la machine de 50 % [25].

120
100 AN
80 N
60
40

\
20 B

0

Durée de vie (%)

0 5 10 15 20 25 30 35 40

Exceés de température (K)

Figure 11-12 : Diminution du temps vie de la machine en fonction de I'exces de température
L élévation de température dans les isolants conduit & la vaporisation de certains
composants constituant sa structure. Cette vaporisation entraine une augmentation de
la porosité de I’isolant et une diminution de sa résistance. Par ailleurs, il y a aussi le
phénomeéne de dilation thermique de I’isolant qui soumet I’isolant a des contraintes
thermomécaniques. Tous ces phénomenes conduisent a un vieillissement rapide de

I’isolant et produisent un endommagement prématuré da la machine.
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11.3.2 Effets thermiques sur les aimants permanents
Les aimants permanents sont des matériaux magnétiques «durs». Ils sont

caractérisés par un large cycle d’hystérésis.

La Figure 11-13 présente le cycle d’hystérésis d’un matériau magnétique. Cette
courbe est obtenue en soumettant le matériau magnétique a un champ magnétique. La
courbe en bleu OAS représente la courbe de premiére aimantation. Au point S nous
avons la saturation (H=+Hs). A partir de ce point I’augmentation de I’intensité du
champ magnétique n’a presque aucun effet sur le matériau magnetique. Si du point S
le champ diminue jusqu’a la valeur nulle, une induction demeure dans le matériau,
cette induction est appelée induction rémanente (B=Br). Mais si le champ continue a
diminuer donc change de sens jusqu’a la valeur H=-Hc, I’induction devient nulle dans
le matériau, la valeur de I’intensité de ce champ est appelé champ coercitif. Si le
champ H diminue jusqu'a la valeur -Hs, et ensuite augmente jusqu’a la valeur nulle

(H=0), I'induction B dans le matériau devient -Br [26].

-
-

0 /+Hc +Hs H
-Br

Figure 11-13 : Cycle d'hystérésis d'un matériau magnétique [26]

S|

La courbe B(H) moyenne s’abaisse quand la température s’éléve. La Figure 11-14
présente le comportement en température d’un aimant permanent du type NdFeB [27].
Sur cette figure, la remanence diminue lors du rechauffement alors que I’intensité du

champ coercitif augmente.

Cette diminution de I’induction lors de I’échauffement dans le cas des machines
électriques a aimants permanents fait chuter les performances de la machine. Ce
comportement soumet la machine a des risques de désaimantation et donc a un arrét de

fonctionnement inattendu.

27

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



1.3 Efiet de |a température dans les machines électriques a aimants

Grade 40 NdFeB, temp = 30C-180C, murel=1.1167, alpha =-0.0012, beta = -0.0065
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Figure 11-14 : Courbe B/H des aimants permanents NdFeB en fonction de la température [27]
Le Tableau I1-2 présente quelques propriétés thermiques des aimants permanents

frittés.

Tableau 11-2 : Propriétés des aimants permanents frittés [25][28][29]

Propriétés Ferrite NdFeB SmCo AINiCo
Température de curie (°C) 450 a 460 310 a 350 700 a 800 740 a 860
Température maximale (°C) 250 a 300 80 a 200 250 a 350 450 & 540
Coefficient de Température de s s 5

linduction rémanente (%/K) -0,18a4-0,2 | -0,114a-0,13 | -0,045a-0,05 -0,02
Induction rémanente (T) 0,38a0,46 1413 0,92 31,16 1,1a13

La température de Curie est la température a laquelle I’aimant perd
irréversiblement son aimantation. Dans la pratique, la température limite a ne pas

dépasser est la température maximale présentee dans le tableau précédent.

La variation de I’induction rémanente en fonction de la température est régie par
I’équation 11.33 [27] valable dans une certaine plage de température. Dans cette
équation, B, est I’induction rémanente a la température T, B,, est I’induction a la
température T, et B est le coefficient de température. 1l est a noter que le coefficient de
température est négatif, ce qui traduit bien pourquoi I’induction baisse quand la
température augmente. Plus ce coefficient est grand (en valeur absolue), plus la chute

de I’induction est grande.

B, = Bro(l +ﬁ(T_TO)) 11.33

Pour réduire les effets thermiques sur les aimants, il peut étre conseillé de prendre

des aimants qui ont un coefficient de désaimantation faible tel que les aimants de la
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famille des SmCo (Samarium-Cobalt) ou AINiICo (Aluminium-Nickel-Cobalt), qui
sont caractérisés par une valeur élevée de la température limite d’utilisation et un
faible coefficient de désaimantation. Cependant les SmCo ont un codt élevé et les
AINiCo sont dée-magnétisable par un champ externe faible. De méme les aimants du
type NdFeB (Fer-Néodyme-Bore) ont un colt éleve et de plus ont une température
limite plus faible bien qu’ils sont les plus rémanents (voir Tableau 11-2). Les Ferrites
qui sont des céramiques, ont un faible colt une bonne tenue en tempeérature mais sont

les moins rémanents et ont le coefficient de désaimantation le plus élevé.

11.3.3 Effets thermiques sur les roulements

La thermique dans les roulements n’est généralement pas un probleme primordial
dans les machines électriques. Cependant, dans les applications ou les roulements
peuvent étre exposes a des températures supérieures a 100°C, des effets néfastes
peuvent se produire. Ceci peut étre le cas des machines exposées dans un
environnement chaud ou des machines a haute vitesse. En effet, a haute vitesse, les
pertes dans les roulements deviennent considérables et contribuent a un échauffement

local des roulements.

L’échauffement des roulements au-dela de leur limite engendre des dilatations et
par conséquent des modifications dimensionnelles. Ce changement de dimension peut
entrainer une rotation parasite. Si le serrage de la bague intérieure sur I’arbre n’est plus
suffisant, un mouvement relatif entre ces deux parties peut naitre. Cette rotation
parasite peut étre une source de vibration, de bruit, d’usure et méme d’éraflure. Ceci
peut engendrer une défaillance prématurée du roulement. D’autre part, les joints de
roulements et les lubrifiants peuvent se dégrader au-dela d’une température de 100°C
[30].

Tous ces probléemes relevés montrent la nécessité de pouvoir prédire les
températures des différentes parties d’une machine lors de sa conception. Comme il
sera montré dans le paragraphe suivant, ces probléemes thermiques peuvent étre tres

accentués pour les MSAP opérant en mode dégradé.
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11.4 Mode dégradé

Les machines électriques dans les applications ‘sensibles’ doivent pouvoir
supporter les défauts électromagnétiques, d’ou la notion de fonctionnement en mode

dégradé. Les défauts possibles sont [31] :

++ Circuit ouvert de certaines phases ;
¢+ Court-circuit entre phases ou court-circuit entre-spires d’une méme phase ;

«» Défauts dans les roulements ;

*

*,

*

Défauts d’alimentation électrique ;

D)

0‘0

Surchauffe des bobinages ;

«» Défauts de controle.

Les défauts les plus récurrents sont les défauts de circuit ouvert et de court-circuit.
Les défauts de surchauffe sont souvent une conséquence des défauts de court-circuit.
Les défauts de contrGle sont des défauts que nous pouvons avoir sur le systeme de

contrble d’une machine.

Pour augmenter la fiabilité des machines et assurer leur fonctionnement en mode

dégradé, deux méthodes sont souvent utilisées [31][32] :

La méthode redondante: elle consiste a multiplier le nombre de machines
identiques. Ainsi, si une des machines est en defaut, une autre machine peut continuer
a fonctionner et garantir des performances minimales du systéme. Cette méthode
nécessite un grand encombrement et un systeme de couplage et de synchronisation des

machines.

La méthode d’augmentation du nombre de phases de la machine électrique
(polyphasage). Cette augmentation partage la puissance du moteur sur un plus grand
nombre de phases, ce qui permet d’envisager des reconfigurations lors de pertes de
phases ou de groupes de phases. Cette méthode moins encombrante que la méthode

redondante est privilégiée notamment dans les applications embarqueées.

Peu de travaux ont été menés sur la modélisation thermique des machines

polyphasées en mode degrade.
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Li [31] dans ses travaux de thése a modélisé thermiquement une machine a
commutation de flux. Il a développé un modéle nodal 2D tres simplifié de la machine
(voir Figure 11-15). Il a valide ses résultats par un autre modele élement finis 2D. Dans
son modele, il y a 2 phases par encoche, une principale alimentée et une phase
secondaire non alimentée a pertes par effets Joule nulles. Ces deux modéles (nodal et
éléments finis) restent toutefois trés simples pour traduire la réalité 3D des transferts

de chaleur dans la machine reéelle.

(1D Bobine redondante
(2) Bobine principale
(3 Stator: culasse/dent
(4D Aimant permanent
(3) Environnement
(6 Entrefer

(7D Rotor: culasse/dent

(8 Arbre

Figure 11-15 : Modele thermique analytique de Li d'une machine a commutation de flux [31]

Dai [32], dans ses travaux de these a étudié une machine a aimants permanents a 5
phases dont une phase est en court-circuit. Dans son modele, la phase en court-circuit a
4 fois plus de pertes que les phases saines, et il ne considere que les pertes par effet
Joule. Les pertes dans la culasse, dans les dents et les pertes dans les aimants sont
négligées. Dans I’analyse de ses résultats, il montre qu’il est important de séparer
physiquement les phases, ce qui permet de limiter la contagion des phases en cas de

court-circuit (voir Figure 11-16).
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Figure 11-16 : Analyse thermique d'une machine en court-circuit de phase [32]

Smeets et al [33] ont développé un modéle nodal 2D d’une encoche d’une

machine a aimants permanents pour I’étude dynamique de I’évolution de la

température dans le cas d’un court-circuit entre spire. Comme il peut étre constaté sur

la Figure 11-17, la contagion se propage en moins de 15 secondes dans toute la demi-

encoche. Dans cette étude, partant de I’équilibre thermique en régime permanent, il

suppose qu’apres 2 secondes il y a un court circuit dans la spire 14, apres 0,6 seconde,

les isolants entre les spires 14 et 13 sont rompus et les deux spires sont en court-

circuit, et 12 secondes apres toutes les spires de la bobine localisé dans la demi-

encoche est en court-circuit.
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Figure 11-17: Détails de I'encoche (a gauche); Résultats de la propagation du court-circuit (a droite) [33]
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Youngkook [34] dans ses travaux de these a développé un modele thermique pour
le calcul des températures du stator en mode dégradé d’une machine synchrone a
aimants permanents. Le modele qu’il propose reste tres simplifié (voir Figure 11-18) :
en effet il s’intéresse au calcul de la température de la bobine en court-circuit. Ainsi il
a divisé I’encoche en 3 parties, la zone en court-circuit, la zone adjacente a la zone en
court circuit et la zone éloignée. Ces différentes zones sont modélisées par un nceud
chacune plus un nceud pour la carcasse. Les parametres de son modele ont été
déterminés expérimentalement. Bien que ce modeéle reste trés simplifié et donc trés

intéressant pour les algorithmes de contrle de la machine, il est tres figé a son

prototype.
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Figure 11-18 : Modele thermique simplifié d'une MSAP en mode dégradé [34]
La modélisation thermique d’une machine en mode dégradé présente un grand
intérét pour la communauté scientifique. Les méthodes utilisées pour atteindre ce but
sont variées. Dans la section suivante, ces différentes méthodes sont présentées, ainsi

que leurs avantages et leurs inconvénients.

1.5 Méthodes de modélisation thermique des machines
électriques

Dans les travaux de modélisation thermique des machines électriques, deux types
de méthodes numeriques sont généralement utilisées : les méthodes dites ‘finies’ et la
méthode nodale [7], [34].

Les méthodes ‘finies’, elles sont construites sur plusieurs techniques. Les

différences finies, les éléments finis et les volumes finis sont les techniques les plus
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utilisées. Ces méthodes permettent de calculer la température en quelques points de la
machine selon le degré de discrétisation. La précision du calcul dépend de la résolution
de discrétisation. Ces méthodes numérigques peuvent étre utilisées dans les géométries

complexes [35].

Les méthodes ‘finies’ sont utilisées dans plusieurs domaines. Certains logiciels
basés sur les méthodes numeriques sont utilisés pour la modélisation thermique, en
I’occurrence : FLUX2D ; FEMM [36]; ANSYS [37][38] ; COMSOL [39][40][41] ;
FLUENT [42] [4]. De nos jours, les applications des méthodes numériques CFD
(Computational Fluid Dynamics) sont d’avantage utilisées dans la modélisation
thermique des machines électriques [4] [43][44]. Les CFD sont utilises pour prédire le

mouvement des fluides et ainsi évaluer le refroidissement de la machine.

Chauveau [45] utilise une approche “finie’ statistique pour évaluer la température
maximale dans I’encoche, son modele reste trés limité du fait qu’il utilise la méthode
par éléments finis en 2D (r,0). En effet, une telle modélisation ne prend pas en

compte les chignons qui sont le siege d’importantes dissipations.

Glises [46] modélise une petite machine synchrone a aimants de faible puissance
(120 W) de pertes totales (56,8 W) par éléments finis 3D et ses résultats donnent des
écarts relatifs avec les résultats expérimentaux n’excédant pas 1,7% avec un temps de
calcul d’environ 40 minutes pour le régime permanent. Bien que la précision soit

bonne, le temps de calcul reste élevé.

Kolondzovski et al [40], Chin et al [47], Kolondzovski et al [41] et Aldo et al [48]
font une étude comparative entre la méthode par éléments finis et la méthode nodale, il
ressort que la méthode nodale présente un grand avantage sur le temps de calcul et que
sa précision dépend de la maitrise des parameétres tels que les coefficients d’échange

par convection et les échanges fluidiques.

La méthode nodale, est la méthode la plus utilisée dans le domaine de
modélisation thermique des machines électriques, elle nécessite au préalable la
connaissance des échanges qui ont lieu au sein de la machine. Dans certain cas, la mise

en ceuvre d’un modele par cette méthode fait recourt a la méthode des éléments finis
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appliquée a la mécanique fluides en vue de déterminer les parametres sensibles du

modeéle comme les coefficients d’échange [6][49].

Une analogie peut étre faite entre le transfert de chaleur et le transfert de charge

électrique. La similitude entre les deux domaines est représentee par Tableau I1-3.

La méthode nodale permet a partir de cette similitude de construire un circuit
thermique similaire a un circuit électrique dont la résolution permet de calculer les
températures en des nceuds de la machine. Le circuit thermique étant congu, il peut étre

résolu par des logiciels dédiés a la résolution des circuits électriques [6][43][50].

Tableau 11-3 : Similitude entre la thermique et I'électricité

Quantité Systéme Thermique Systéme Electrique
Potentiel T E
Flux/courant Q I
Resistance R R
Conductance 1/R 1/R
Capacitance C C

Loi d'Ohm Q=T/R I=E/R

La méthode nodale a été largement utilisée dans les travaux de modélisation
thermique des machines électriques. Le modeéle simplifié proposé par Mellor et al [51]
a été tres utilisé pour la modélisation thermique des machines asynchrones totalement
fermees.

Les travaux de thése de Dave Staton ont été la source de la création du logiciel
MotorCAD. Ce logiciel est un outil de dimensionnement thermique des machines
électriques [48] [52][53]. Ce logiciel est concu sur la méthode nodale, il a été utilisé
par plusieurs auteurs pour divers types de machines. Un exemple de circuit thermique
d’une machine asynchrone étudiée sur MotorCAD est présenté sur la Figure 11-19. Sur
ce schéma, chaque couleur représente une partie de la machine. Les rectangles coloriés
représentent des résistances thermiques. Un rectangle vertical représente une résistance
radiale. Un rectangle avec deux couleurs représente une résistance de contact entre
deux parties. Les symboles ‘R’ et ‘C’ indiquent respectivement le rayonnement et la
convection. Les cercles superposés et coloriés représentent les sources de chaleur des

parties correspondantes.
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Les machines asynchrone sont les machines les plus étudiées et les plus utilisées en

industrie. Plusieurs modéles détaillés 3D utilisant la méthode nodale ont été élaborés

pour étudier ce type de machines [6][50][54]. Des modéles thermiques simplifiés ne

présentant que des parties sensibles de la machine ont aussi été construits [55][56][57].

La méthode nodale est aussi utilisée pour modéliser les transformateurs[58][59], les

machines a griffes [60], les machines synchrones a aimants permanents

[7]1[61][62][63][64] et les machines a flux axial [42][65][66][67].
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Figure 11-19 : Réseau thermique d'une machine a induction sous MotorCAD [48]

L application de la méthode nodale dans les machines électriques se fait avec des

erreurs du fait que la méthode concentre en un nceud des sources de chaleur distribuées

dans le volume. Cette méthode est moins précise que les méthodes ‘finies’ mais elle

présente néanmoins de grands avantages tel que : la facilité de la prise en main, la

flexibilité du modeéle, la rapidité du calcul.

Conclusion

Les MSAP sont des machines largement utilisées en opération ‘critique’. Le

fonctionnement de ces machines génére des pertes qui sont autant de sources de

chaleur. L’origine et la localisation de ces sources ont été exposées dans ce chapitre.
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Ces sources de chaleur élévent la température de la machine ce qui est susceptible
d’endommager localement ou totalement celle-ci. Les différentes parties sensibles a la
température dans une MSAP ont été présentées. Ceci a permis de montrer I’importance
de disposer d’un modele thermique prédictif afin d’éviter les endommagements
imprévisibles surtout en mode dégradé ou les contraintes thermiques sont plus séveres.
Les différentes méthodes de modélisation retrouvées dans la littérature sont
principalement : les méthodes ‘finies’ (différences finies, éléments finis et volumes
finis) et la méthode nodale. L’étude des avantages et des inconvénients de ces
différentes méthodes montre que la méthode la mieux adaptée pour ce travail de théese

compte tenu aussi des contraintes industrielles est la méthode nodale.
Orientation de la recherche

De I’étude faite aux paragraphes précédents, il ressort que la modélisation
thermique des machines électriques est une problématique courante dans le milieu
scientifiqgue. De nombreux travaux ont été menés dans ce sens. Le plus grand nombre
de travaux est consacré aux machines asynchrone. Ceci s’explique surement par le fait
que ce sont les machines les plus répandues. L’accessibilité aux aimants permanents
de nos jours permet leur utilisation dans les machines électriques. Les travaux récents
de modélisation thermique des machines a aimants permanents montrent que les
modeles proposes sont généralement figés c'est-a-dire inexploitables pour une autre
machine et ces modeles sont trés souvent simplifiés et par conséquent ne prennent pas
en compte la réalité tridimensionnelle des échanges de chaleur dans la machine. De
plus, il y a trés peu d’études sur les machines en mode dégradé. Le fonctionnement en
mode dégradé est un mode de fonctionnement requis dans plusieurs applications de

nouvelles technologies.

Le travail présent est porté sur une MSAP polyphasée. L’objectif est de concevoir
un modele thermique générique pouvant prédire les températures d’une machine
polyphasee, ceci en considérant que la machine peut avoir deux phases différentes et
juxtaposées dans une méme encoche et peuvent avoir des sources de chaleur
différentes (voir Figure 11-20). Par ailleurs le modele doit aussi pouvoir simuler le

fonctionnement normal de la machine.
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Figure 11-20: Configuration de I'encoche de la machine

Pour parvenir a ce but, le présent travail sera divisé en plusieurs parties qui feront
I’objet des chapitres. Dans un premiers temps, il s’agira de concevoir le modéle nodal
génerique detaillé répondant aux criteres établis. Les travaux de modélisation
thermique des machines électriques par la méthode nodale montrent que le niveau de
précision de cette méthode dépend de la bonne connaissance de certains paramétres
[6][50][54]. A partir de ce modele, une étude de sensibilité permettra de faire
I’inventaire des paramétres importants. Dans un second temps une méthode
d’identification paramétrique sera développée. Cette méthode permettra a partir des
résultats expérimentaux d’identifier les parameétres influents et mal connus du modéle.
Enfin une étude expérimentale sur un prototype sera réalisee afin d’identifier les

paramétres mal connus et ensuite valider le modéle.
Contributions a I’étude des machines électriques

D’aprés I’étude bibliographique, il ressort que les points suivants sont des

contributions scientifiques :

Modele thermique générique détaillé d’une MSAP : un modele détaillé
génerique tridimensionnel prenant en compte toutes les parties de la machine (parties
actives et parties mécaniques). Le modele devra permettre d’étudier le cas : des hautes
vitesses de rotation, d’un fluide circulant axialement dans I’entrefer, du régime
stationnaire et transitoire, de la prise en compte de la variation des pertes par effet
Joule en fonction de la température du cuivre et indirectement des aimants en
considérant le couple constant lors de I’échauffement, de la prise en compte de la

variation des pertes fer en fonction de la température des aimants.

Modélisation en mode dégradé: Ce modele est orienté vers les MSAP

polyphasees qui peuvent avoir 2 phases dans une méme encoche. Les phases sont
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juxtaposées et peuvent avoir des niveaux de pertes différents. Ces phases peuvent étre

séparées par un isolant ou pas.

Identification paramétrique : I’application d’une technique d’identification
paramétriqgue au modele thermique serait un grand avantage. Elle permettrait
d’identifier rigoureusement et précisement les parameétres importants du modéle a

partir de certaines mesures de températures.

Caractérisation expérimentale : un banc d’essai avec le prototype d’une MSAP
bien instrumenté permet de valider le modele et de caractériser le comportement
thermique d’une MSAP.

39

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



IL5 Méthodes de MOdélisation thermique des machines électriques

Références

[1] B. Vaseghi, «Contribution a I'étude des machines électriques en présence de défaut entre spire:
Modélisation — Réduction du courant de défaut,» Thése de doctorat a I'INPL, Lorraine, 2009.

[2] G. Grellet, «Pertes dans les machines tournantes,» Techniques de I'ingénieur, 10 12 1989.

[3] H. Co, Z. Liping et A. Dipjyoti, «Losses in High Speed Permanent Magnet Machines Used in Microturbine
Applications,» J. Eng. Gas Turbines Power, vol. 131, n° 2, 2008.

[4] A. Fasquelle, «contribution a la modélisation multi-physique: électro-vibro-acoustique et aérothermique de
machines de traction,» Thése de I'Ecole Centrale de Lille, Lille, 2007.

[5] A. Krings et J. Soulard, «Overview and Comparison of Iron Loss Models for Electrical Machines,» chez 5th
International Conference and Exhibition on Ecological Vehicles and Renewable Energies, Monte-Carlo,
MONACO, 2010.

[6] J.-F. Trigeol, «Identifaction des pertes d'une machine électrique par une approche thermique et a l'aide d'une
technique inverse,» These de doctorat a I'Université de Poitiers, Poitiers, 2004.

[7]1 A. Grobler, «Thermal modelling of a high speed permanent magnet synchronous machine,» PHD at the
Potchefstroom campus of the North-West University, Potchefstroom, 2011.

[8] R. Saint, M. Kasarda et P. Allaire, «Windage Power Loss Modeling of a Smooth Rotor Supported by
Homopolar Active Magnetic Bearings,» Journal of tribology , vol. 130, n° 2, 2008.

[9] J. E. Vrancik, «Prediction of windage power loss in Alternators,» NASA Technical Note, 1968.

[10] J. Saari, «Thermal Analysis of High-speed Induction Machines,» PhD thesis. Helsinki University of
Technology, Helsinki, 1998.

[11] W. Jigiang, W. Fengxiang et Y. Tao, «Analysis of Rotor Losses for a High Speed PM Generator,» chez
ICEMS, 2005.

[12] O. Aglén, «Back-to-back tests of a high-speed generator,» IEMDC'03, vol. 2, pp. 1084-1090, 2003.

[13] G. Taylor, «Stability of a Viscous Liquid Contained between Two Rotating Cylinders,» Philosophical
Transactions of Royal Society, n° 223, pp. 289-343, 1923.

[14] E. Bilgen et R. Boulos, «Functional Dependence of Torque Coefficient of Coaxial Cylinders on Gap Width
and Reynolds Numbers,» Transactions of the ASME, pp. 122-126, 1973.

[15] F. Wendt, «Turbulente Stromungen zwischen zwei rotierenden konaxialen Zylindern,» Ingenieur-Archiev,
vol. 9, pp. 577-595, 1933.

[16] Y. Yamada, «Torque Resistance of a Flow between Rotating Co-axial Cylinders Having Axial Flow,»
Bulletin of JSME, vol. 5, n° 20, pp. 634-642, 1962.

[17] T. Theodorsen et R. Arthur, «Experiments on drag of revolving disks, cylinders and streamline rods at high
speed,» Thiertieth annual report of National Advisory Committee for Aeronautics (NACA), n° 793, pp. 367-
384.

[18] L. Dorfaman, Hydrodynamic resistance and the heat loss of rotating solids, London: Olivier and Boyd Ltd,
1963.

[19] B. Aleksandar, «Limits, Modeling and Design of High-Speed Permanent Magnet Machines,» PHD at
Technische Universiteit Delft, Delft, 2011.

[20] O. Aglén, «Loss calculation and thermal analysis of a high-speed generator,» chez IEMDC'03, 2003.

[21] J. Daily et R. E. Nece, «Chamber Dimension Effects on Induced Flow and Frictional Resistance of
Enclosed Rotating Disks,» Transactions of the ASME, pp. 217-232, 1960.

[22] J. Owen et R. Rogers, Flow and Heat Transfer in Rotating-Disc Systems : Volume 1 Rotor-Stator Systems,
Somerset: John Wiley & Sons Inc, 1989.

[23] A. Fabrice, «Contribution a I’étude du comportement des systémes d’isolation des machines tournantes a
courant alternatif fonctionnant sous trés hautes températures (200-400°C),» These de doctorat a I'Université
Toulouse 11 - Paul Sabatier, Toulouse, 2008.

[24] W. Soong, «Thermal analysis of electrical machines:Limits and heat transfer Principles,» Power
Engineering Briefing Note Series, n° 3, 2008.

[25] W. Soong, «Thermal analysis of electrical machines: lumped-circuit, FE analysis and testing,» Power
Engineering Briefing Note Series, n° 6, 2008.

[26] R. Guillaume, «Electromagnétisme,» Roland Guillaume, 9 Octobre 2001. [En ligne]. Awvailable:
http://www.magnetosynergie.com/Pages-Fr/Aimants/FR-Aimants-06.htm. [Accés le 12 Fevrier 2013].

40

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



Il. Etat de l'art

[27] M. T. Thompson, «Practical Issues in the Use of NdFeB Permanent Magnets in Maglev, Motors, Bearings,
and Eddy Current Brakes,» Proceedings of the IEEE, vol. 97, n° 11, pp. 1758 - 1767, 2009.

[28]J. Mercuriel, «Aimants &  Magnetisme,» Namo WebEditor, [En ligne]. Available:
http://lwww.magnetosynergie.com/Pages-Fr/Aimants/FR-Aimants-06.htm. [Accés le 12 Fevrier 2013].

[29] L.-M. Breton, L. Lechevallier, P. Tenaud et A. Morel, «Aimants permanents - Matériaux et propriétés,»
Techniques de I'ingénieur, 05 Mai 20009.

[30] NSK, «Infos roulements,» Motion &  Control NSK, [En ligne]. Available:
http://www.nskeurope.fr/cps/rde/xchg/eu_fr/hs.xsl/4992.html. [Acces le 12 Février 2013].

[31] G.-J. Li, «Contribution a la Conception des Machines Electriques a Rotor Passif pour des Applications
Critiques: Modélisations Electromagnétiques et Thermiques sur Cycle de Fonctionnment, Etude du
Fonctionnement en mode dégradé,» These de Doctorat a I'ENS Cachan, Cachan, 2011.

[32] P. M. Dai, «Analysis and design of Fault-Tolerant drives,» Phd thesis at University of Padova, Padova,
2008.

[33] J. P. C. Smeets, J. Soulard et E. Lomonova, «Thermal Analysis of a Winding Turn-to-Turn Fault in PM
Synchronous Machine,» chez ICEM 2010, Rome, 2010.

[34] L. Youngkook, «A stator turn fault detection method and a fault-tolerant operating strategy for interior pm
synchronous motor drives in safety-critical applications,» PHD at Georgia Institute of Technology, Georgia,
2007.

[35] A.-I. Chirila, C. Ghita, A. Craciunescu, 1.-D. Deaconu, V. Navrapescu et M. Catrinoiu, «Rotating Electric
Machine Thermal Study,» chez International Conference on Renewable Energies and Power Quality, Las
Palmas de Gran Canaria, 2010.

[36] H. Emmanuel, L. Michel, H. Sami, B. A. Hamid et M. Bernard, «Element of Slot Thermal Modelling,» chez
International Symposium on Power Electronics,Electrical Drives, Automation and Motion, Pisa, Italia,
2010.

[37] D. Gurakug et G. Dieter, «An accurate electromagnetic and thermal analysis of electric machines for hybrid

electric vehicle application,» chez The 22nd International Battery, Hybrid and Fuel Cell Electric Vehicle
Symposium & Exposition, Yokohama, 2006.

[38] Z. Lei, L. Quinn et G. Earl, «Lumped Node Thermal Modeling of EMA with FEA Validation,» chez Power
Systems Conference, Fort Worth, 2010.

[39] G. G. Guedia, P. Chantrenne et J. Jac, «Application of classic and T lumped parameter thermal models for
Permanent Magnet Synchronous Machines,» chez Electric Machines & Drives Conference, Chicago, 2013.

[40] Z. Kolondzovski, A. Belahcen et A. Arkkio, «Multiphysics thermal design of a high-speed permanent-
magnet machine,» Applied thermal Engineering, vol. 29, n° 13, pp. 2693-2700, 2009.

[41] Z. Kolondzovski, A. Belahcen et A. Arkkio, «Comparative thermal analysis of different rotor types for a
high-speed permanent-magnet electrical machine,» IET Electric Power Applications, vol. 3, n° 4, pp. 279-
288, 2009.

[42] C. H. Lim, G. Airoldi, J. R. Bumby, R. G. Dominy, G. I. Ingram, K. Mahkamov, N. Brown, A. Mebarki et
M. Shanel, «Experimental and CFD investigation of a lumped parameter thermal model of a single-sided,
slotted axial flux generator,» International Journal of Thermal Sciences, vol. 49, n° 9, pp. 1732-1741, 2010.

[43] J.-F. Trigeol, Y. Bertin et P. Lagonotte, «Coupling control volume modeling in fluid and lumped thermal
model — Application to an induction machine,» chez IEEE Industrial Electronics, Paris, 2006.

[44] C. Micallef, «End winding cooling in electric machines,» PHD at University of Nottingham, Nottingham,
2006.

[45] E. Chauveau, E.-H. Zaim, D. Trichet et J. Fouladgar, «A statical Approach of Temperature calculation in
electrical machines,» IEEE Transactions on magnetics, vol. 36, n° 4, pp. 1826-1829, July 2000.

[46] R. GLISES, «Machines electriques tournantes: Simulation du comportement thermique,» technique de
I'ingénieur, p. D 3760.

[47] Y. Chin et D. Staton, «Transient thermal analysis using both lumped circuit approach and finite element
method of a permanent magnet traction motor,» AFRICON, vol. 2, pp. 1027-1035, 2004.

[48] A. Boglietti, A. Cavagnino, D. Staton, M. Shanel, M. Mueller et C. Mejuto, «Evolution and Modern
Approaches for Thermal Analysis of Electrical Machines,» IEEE Transactions on industrial electronics,
vol. 56, n° 3, pp. 871-881, 20009.

[49] S. Seghir-Oualil, S. Harmand et D. Laloy, «Study of the thermal behavior of a synchronous motor with
permanent magnets,» Mécanique et industrie, vol. 10, n° 6, pp. 455-476, 2009.

41

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



IL5 Méthodes de MOdélisation thermique des machines électriques

[50] M. Broussely, P. Lagonotte et Y. Bertin, «Réduction de modéle thermique:approche topologique,» chez
Société francaise des thermiciens, Arcachon, 1999.

[51] P. Mellor, D. Roberts et D. Turne, «Lumped parameter thermal model for electrical machines of TEFC
design,» IEE Proceedings, pp. 205-218, 1991.

[52] S. Pérez, «Analysis of a light permanent magnet in wheel motor for an electric vehicle with autonomous
corner modules,» PhD thesis. Royal institute of Technology, Stockholm, 2011.

[53] A. Boglietti, A. Cavagnino et D. A. Staton, «TEFC Induction Motors Thermal Models:a parameter
Sensitivity Analysis,» IEEE Transactions on Industry Applications,, vol. 41, n° 3, pp. 756-763, 2005.

[54] Y. Bertin, «Analyse des transferts de chaleur dans un moteur électrique asynchrone, developpement d'un
environnement C.A.O et modélisations thermoaerauliques,» Thése de doctorat de l'université de Poitiers,
Poitiers, 1987.

[55] N. Jaljal, J.-F. Trigeol et P. Lagonotte, «Reduced Thermal Model of an Induction Machine for Real-Time
Thermal Monitoring,» IEEE Transactions on industrial electronics, vol. 55, n° 10, pp. 3535-3542, 2008.

[56] A. Oulefki, «Réduction de modeéles thermiques par amalgame modal,» These de doctorat a I'Ecole
Nationale des Ponts et Chaussées, Neveu, 1993.

[57] A. M. Valenzuela et P. Reyes, «Simple and Reliable Model for the Thermal Protection of Variable-Speed
Self-Ventilated Induction Motor Drives,» IEEE Transactions on Industry Applications, vol. 46, n° 2, pp.
770-778, 2010.

[58] M. Perrottet, «Transmission électromagnétique rotative d'énergie et d'information sans contact,» thése de
doctorat a I'Ecole Polytechnique Fédérale de Lausanne, Lausanne, 2000.

[59] J. Legranger, «Contribution a I’étude des machines brushless a haut rendement dans les applications de
moteurs-générateurs embarqués,» thése de doctorat a I'Université de Technologie de Compiegne,
Compiéggne, 20009.

[60] O. Maloberti, G. Friedrich, K. El-Kadri-Benkara, L. Charbonnier et A. Gimeno, «Analyse Thermique 3D
d’un Alternateur a Griffes :Modélisation, Simulation et Identification Expérimentale de la convection libre
du modéle en régime thermique établi.,» chez Electrotechnique du Futur, Belfort, 2011.

[61] A. M. El-Refaie, N. C. Harris, T. M. Jahns et K. M. Rahman, «Thermal Analysis of multibarrier interior PM
synchronous machine using lumped parameter model,» IEEE Transactions on energy conversion, vol. 19,
n° 2, pp. 303-309, 2004.

[62] J. Legranger, G. Friedrich, S. Vivier et J.-C. Mipo, «Combination of Finite-Element and Analytical Models
in the Optimal Multidomain Design of Machines: Application to an Interior Permanent-Magnet Starter
Generator,» IEEE transactions on industry applications, vol. 46, n° 1, pp. 232-239, 2010.

[63] M. A. Fakhfakh, M. H. Kasem, S. Tounsi et R. Neji, «Thermal Analysis of a Permanent Magnet
Synchronous Motor for Electric Vehicles,» Journal of Asian Electric Vehicles, vol. 6, n° 2, pp. 1145-1151,
2008.

[64] Z. Liu, D. Howe, P. Mellor et M. Jenkins, «Thermal analysis of permanent magnet machines,» chez Sixth
International Conference on Electrical Machines and Drives, Oxford , 1993.

[65] B. Eva et H. Valéria, «Analysis of an axial flux permanent magnet mchine (AFPM) based on coupling of
two separated simulation models (electrical and thermal ones),» Journal of Electrical Engineering, vol. 58,
n° 1, pp. 3-9, 2007.

[66] W. Zimin, P. Dean et A. Roger, «Thermal Analysis of a Single Sided Axial Flux Permanent Magnet
Motor,» chez ICON, 2005.

[67] J. Hey, D. A. Howey, R. Martinez-Botas et M. Lamperth, «Transient Thermal Modeling of an Axial Flux

Permanent Magnet (AFPM) Machine using a Hybrid Thermal Model,» World Academy of Science,
Engineering and Technology, vol. 71, n°® 48, pp. 912-921, 2010.

42

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



Elaboration du modele détaillée

Dans ce chapitre, la méthode nodale conventionnelle et deux variantes
d’application de la méthode nodale parmi lesquels la méthode nodale en T
est présentée. L application de la méthode nodale conventionnelle et en T
sur le modéle thermique d’un tube a permis de montrer les avantages et les
inconvénients de chacune des méthodes. Compte tenu des resultats de
comparaison, le modéle générique de la MSAP est développe avec la
méthode nodale conventionnelle. Un modéle thermique simplifié du
prototype comprenant 54 nceuds est aussi développé en utilisant la méthode
nodale en T. La comparaison du modele conventionnel détaillé et du
modele simplifié en T montre I’importance d’utiliser un modéle nodal
détaillé. Une étude de sensibilité des premiers résultats du modéle
génerique détaille est faite. Cette étude a permis en premier lieu d’étudier
I’influence de la résolution du maillage et en deuxiéme lieu d’étudier
I’influence de certains parametres d’entrée (pertes, conductances de
contact, coefficients d’échange convectifs, conductivités thermiques) sur les
résultats du modele. Cette étude montre la nécessité d’identifier certaines
résistances de contact, certains coefficients d’échange et certaines
conductivités thermiques pour calculer les températures avec une plus
grande précision.

Sommaire
INTRODUCGTION ....ooiiiiitimmssmsassesssssssssssssssssssssssssssssssssnsssssssnsssssssns st sassss s sassss st sassnssssassnssssnssessssnssssassnssnsassnses 45
II1.1 LA METHODE NODALE ..oueuseusissssssssssssssssssssssssssssssssssesssessssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssasssasssasssans 45
111.1.1 Méthode nodale CONVENTIONNEIIE .......cocoviiiiii e 45
111.1.2 Quelques variantes de la méthode Nodale .............coovvviiiineieicie e 48
IRV 1= d g ToTo (ol gToTo F= (TN =Y o T 50
111.1.3.1 Modéle élémentaire dans une direction longitudinale..............cccooevviviiiiieiciiicene 50
111.1.3.2 Modele élémentaire dans le sens radial ...........cccccoveiiiiiiiiiiiicce e 52

43

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



111.1.3.3 Modele élémentaire bidirectionnel d un tUDE.........covvve v 54

111.1.4 Application du modeéle conventionnel et du modele en T sur un tube..........ccccocn..... 56
II1.2 MAILLAGE DU PROTOTYPE ....ccioiiiitnmsensmnsmssssmssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssasssssssas 59
111.2.1 Détermination de la période en mode dégradé ............ccocvvveieiiiicve e 61
111.3 MODELISATION DES PRINCIPAUX ELEMENTS EN CONDUCTION ......cocoummmmessssesssssssssssanens 62
111.3.1 Modélisation du BODINAGE ...........ceiiii e 63
111.3.1.1 Méthode analytique de calcul de conductivité effective dans le sens radial ............... 66
111.3.1.2 Méthode numérique de calcul de la conductivité effective..........cccovvrieniinencicienns 69
111.3.1.3 Application des différentes MEhOTES ..........cceveieieiiiiiece e 70

111.3.2 M0odélisation des ChIgNONS .........ccooiiiiiiiiie e 71
111.3.3 MOdElISation deS @IMANTS.........cceiiiiiriiiisie sttt 73
111.3.4 Modélisation des FOUIEMENTS ............coveiiiiiiiie e 73
111.3.5 RESISTANCES U8 CONTACT ......veiviieieieieiees ettt ens 75
1.4 MODELISATION DE LA CONVECTION DANS LA MACHINE ......ccosmmmmmmesssssssssssssssssssssssssssssssens 76
I I o1 g =T USSP 77
111.4.1.1 Ecoulement axial dans I’entrefer : couplage fluidique.........c.cccoooviieiiiii i 85

HH1.4.2 CaVIteS [AtBIalES......cvviuviivecveeie ettt ettt be e re et e sbe e e ebesaeeseeenas 86
I11.5 MODELISATION DES TRANSFERTS RADIATIFS ....ovicumsssssesssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssanens 89
H1.5.1 Transferts radiatifs INtEINES .........covoiiiiiiie e 89
111.5.2 Transfert radiatifs EXtEINES .........oovi i 90
II1.6 PRISE EN COMPTE DE LA VARIATION DES CERTAINES PERTES........ccccunmmmmnmemsnnnesinnans 91
111.6.1 Pertes dans le fer du stator du rotor et dans les aimants............ccceovevvierenieienerieene. 91
111.6.2 Pertes par ffet JOUIE..........ccooiiecc s 92
I1L.7 RESULTATS DU MODELE ......omieerssussessssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssnnss 93
111.7.1 Modeéle sSimplifié en T du PrototyPe ........ccecveieiieiiie e e 94
111.7.2 Sensibilité des résultats du modele générique au maillage .........cccccevveviiieicceiiecene, 95
111.7.3 Résultats du modele et étude de sensibilité............ccccoveviiiiiiiiiccc 97

L0010 0100 1101 0. 101
REFERENCES ....covtvuuuuususseeesssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssssnes 103

44

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



1. Elaboration du modéle détaillé

Introduction

L’ objectif ici est de construire un modele thermique générique d’une MSAP. Ce
modeéle calculera, a partir des sources de chaleur, des données géométriques sur la
machine, des propriétés thermo-physiques des matériaux constituant la machine, des
conductances de contact et des conditions aux limites, les températures locales et
moyennes des différentes parties de la machine en régime permanent et transitoire et
ce, pour plusieurs conditions de fonctionnement. Les conditions de fonctionnement
concernees sont: le mode dégradé, le fonctionnement a haute vitesse et le
fonctionnement avec un écoulement axial de fluide dans I’entrefer (entrefer immergé).
Comme il a été montré au chapitre précédent, compte tenu du cahier des charges de
I’entreprise ERNEO, la méthode la mieux adaptée pour ce travail est la méthode

nodale.

Pour construire ce modele, il est convenable de présenter les principes de la
méthode nodale et ses différentes variantes couramment rencontrées dans la littérature

afin de faire un choix sur la variante la mieux adaptée pour ce travail.

I111.1 La méthode nodale

111.1.1 Méthode nodale conventionnelle

La méthode nodale conventionnelle consiste a diviser le systeme a modéliser en un
nombre de volumes finis appelés nceuds. Les propriétés thermo-physiques de chaque
volume élémentaire sont supposées concentrees au centre du volume. Chaque nceud est
caractérisé par trois parameétres thermiques: sa source de chaleur (P), sa capacité

thermique (C) et sa température (T") (voir la Figure I11-1-a).

La temperature de chaque nceud correspond a la tempeérature moyenne massique du
volume élémentaire. La capacité thermique de chaque nceud est calculée en multipliant
le volume et la chaleur spécifique de chaque volume associé. La source de chaleur a
chaque nceud est calculée a partir des différents phénomenes pouvant générer de la
chaleur dans le volume associé. Les températures aux points situés entre les nceuds
sont calculées par interpolation lineaire entre deux nceuds adjacents. L’erreur

introduite en divisant le systeme en un nombre de nceuds finis dépend de plusieurs
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I1l.1 La méthode nodale

considérations : les propriétés thermo-physiques, les conditions aux limites, la taille
des nceuds, la position des nceuds et les dissipations thermiques. Chaque nceud est relié
aux nceuds adjacents par des conductances thermiques (inverse des résistances
thermiques) qui traduisent la facilité avec laquelle I’énergie est transférée d’un nceud a

I’autre (voir Figure Il1-1-b). Ces conductances G;; sont définies par I’équation 111.1
avec : Q I’énergie échangée entre les nceuds adjacents i et j; T; et T; sont les

températures aux nceuds i et j respectivement.

T1,C,P; (noeud 1)
i i T,,C.,P; (noeud 1)
S Gy
’ - : T -® ’ T,,C,P, (noeud 2)
E T,,C,,P, (noeud 2)
SRy G3
i ] T5,C5,P5 (noeud 3) T,CyP; (noeud 3)

(a) (b)
Figure I11-1 : (a) Discrétisation nodale ; (b) Conductance
Q =G,;(T,—T)) 1.1
Les trois principaux modes de transfert de chaleur sont: la conduction, la

convection et le rayonnement.

La conductance de conduction est calculée par la formule 111.2 pour un flux de
chaleur traversant un volume de section droite constante et 111.3 pour un flux de

chaleur traversant radialement une section de cylindre.

_ AS
Geona = 7 1.2
G L 1.3
cond = _7-2 .

Avec : A la conductivité thermique du matériau ; S I’aire de la section droite ; L la
longueur du volume ; a I’angle définissant la section angulaire de cylindre ; r, et r; le

rayon extérieur et le rayon intérieur du cylindre respectivement.
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1. Elaboration du modéle détaillé

La conductance de convection est calculée par la formule 111.4. Avec S la surface
d’échange, h le coefficient d’échange qui dépend du type de convection (naturelle,

forcée ou mixte) et du régime d’écoulement (laminaire ou turbulent).

Geony = hS .4
La conductance de rayonnement est un terme non linéaire, car le flux de chaleur

échangé entre deux surfaces par rayonnement est une fonction de la différence de

températures de surface a la puissance quatre selon I’équation I11.5 pour deux corps

gris.
0= aS;(T — T})
1—gi+i+1—€ji 1.5
Si Fi' Ej S]
Avec :

*

L)

» F;; . le facteur de forme entre la surface i et j ;

D)

‘0

o = 5,6704.1078 : constante de Stephan Boltzmann ;

/
0‘0

g; et g : émissivité des surfaces i et j respectivement;

< §; etS; :aire des surfaces i et j respectivement;

/
0‘0

T; et T; : température des surfaces i et j respectivement ;

.

¢ Q : I’énergie echangée.

L’équation 111.5 peut étre rendue linéaire en factorisant la différence des
températures a la puissance quatre, ce qui conduirait a I’équation I11.6, avec la
conductance de rayonnement dépendant de la température selon I’équation 111.7.

Q = Groy(T; — T}) 1.6

~ oS{(T? + T?)(T; + T;)
_ﬁ+i T=¢5, .7

&; Fi' Ej S]

ray

L’écoulement de fluide dans les systemes thermiques peut aussi étre simulé.
L’ énergie stockée dans la masse thermique du fluide concentrée en un nceud est

transférée au nceud adjacent par le mouvement du fluide. La conductance fluidique se
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I1l.1 La méthode nodale

calcule donc par I’équation 111.8: avec: p,c, la masse volumique et la chaleur
spécifique du fluide respectivement et g le debit du fluide.
Gr = Pqcy 1.8
Aprés discreétisation du systeme en nceud, le bilan d’énergie dans chaque nceud

permet d’avoir le systéme algébro-différentiel de I’équation 111.9.

dT:
Cid_tl=zGij(7}_Ti)+Pi 111.9

JE!

Avec :

L)

o C = pl-Cpivl- . la capacité thermique du nceudi. p; 'Cpi ,U; - sont
respectivement la masse volumique, la chaleur spécifique et le volume du

nceud i.

K/
0‘0

P; : source de chaleur au nceud i.

% G;; : conductance de transfert entre le nceud i et .

En régime établi, le terme inertiel s’annule et I’équation 111.9 se simplifie en un

systeme algébrique (voir I’équation 111.10).

> 6y(T-1) =P 111.10

Jj#i
111.1.2 Quelques variantes de la méthode nodale
Dans plusieurs travaux de modélisation thermique par la méthode nodale, il serait
souhaitable d’avoir un modéle précis de quelques nceuds. Comme il a été dit au
paragraphe precédent, la précision de cette méthode dépend entre autre de la résolution
du maillage. Dans ce soucis d’avoir un modele a quelques nceuds et précis, plusieurs
auteurs ont proposé des variantes de I’application de la méthode nodale dans leurs

travaux de modélisation thermique des machines électriques.

Gerling et Dajaku [1] [2] ont proposé une technique afin de corriger I’erreur
introduite due a la concentration des sources de chaleur d’un volume élémentaire en un
nceud. En effet, dans la réalité, ces sources sont distribuées dans tout le volume. En
considérant un bloc solide unidirectionnel dans lequel il y aurait une dissipation de

chaleur distribuée et dont la somme totale est P s..s, C€ bloc est modélisé par la
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1. Elaboration du modéle détaillé

méthode conventionnelle selon la Figure IlI-2-a. Pour éviter I’erreur di a la
concentration nodale des dissipations et avoir directement acces a la température
maximale, ils proposent de modéliser le bloc selon la Figure I11-2-c. Ceci consiste a
ajuster les sources de chaleur en appliquant uniqguement la moitié des sources au point
a température maximale T, tandis que la seconde moitié est appliquée aux deux
extrémités. Dans cette modélisation, les résistances thermiques R;;q1, €t Ripo, SONt
calculées a partir du point x ou la tempeérature maximale serait localisée. La présence
des diodes D, ,D, dans ce modeéle représente des barrieres thermiques. Les diodes
étant difficilement réalisable en simulation thermique, ils ont proposé une autre
alternative de modélisation présentée par la Figure I1l1-2-b. Cette alternative

consisterait a ajouter les températures de compensations £ 4y

tcompZ

Plosses

= (b)

Figure 111-2 : (a) Méthode conventionnelle ; (b) Méthode améliorée avec températures de compensation ;(c)
Méthode améliorée avec ajustement de source et présence des diodes [1] [2]

Yu et al [3] et Mayer et al [4] ont utilisé cette méthode pour modéliser une

machine a reluctance variable et une MSAP respectivement.

Une autre méthode tres utilisée a ce jour pour corriger I’erreur de concentration des
dissipations en un nceud, consiste a utiliser un réseau élémentaire en forme de T dans
chaque direction. Cette technique a éte utilisée par Perez et Kassakian [5] en 1979. En
1983, Roye [6] Iutilise dans ses travaux de thése sur la modélisation thermique des
machines tournantes. Roye et Perret [7] ont montré comment appliquer cette technique

dans leurs travaux.
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I1l.1 La méthode nodale

Mellor et al. [8] en 1991 ont proposé un modele thermique simplifié a 10 nceuds
pour des machines asynchrones fermées et ventilées. Leur modéle est aujourd’hui

utilisé par plusieurs thermiciens comme modele de référence.

Aujourd’hui la méthode en T est tres utilisée dans les travaux de modélisation
thermique des machines électriques. Elle est appliquée dans les machines asynchrones
[9] [10] [11] [12] [13], dans les machines & reluctance variable [14] et méme dans les
MSAP [15] [16] [17] [18] [19]. Elle est aussi utilisée dans I’étude des machines a flux
axial [20] [21].

La section suivante présente I’origine de cette méthode en T et une application
simple pour la comparer a la méthode conventionnelle. Cette étude permettra de

ressortir les avantages et les faiblesses des deux méthodes.

111.1.3 Méthode nodaleen T
111.1.3.1 Modele élémentaire dans une direction longitudinale

Considérons un bloc unidirectionnel tel que décrit par la Figure 111-3 en régime
permanent et en coordonnes cartésiens avec des températures constantes aux
extrémites dans la direction longitudinale, le transfert de chaleur dans ce bloc en

régime permanent est décrit par I’équation 111.11, avec :

< p :source de chaleur volumique (W/m3);

% A :conductivité thermique dans la direction axiale (W/m. K);

‘0

% ¢, - chaleur spécifique (J/kg. K);
< p:masse volumique (Kg/m3) ;

X/

¢ L : longueur du bloc.

L)

2
orT__p .11
0x? A
La solution de cette équation est donnee par I’équation 111.12.
T,—T
T(x):—z%(xz—l,x)+ 2 T, 1112

La température maximale est obtenue par la condition suivante : T,,,, = T(x,) avec

x, tel que 22 = 0. Soit :
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1. Elaboration du modéle détaillé

3 T, + T (T, — T))?
Tonax = =T — —— + . 11113
2 4 12(2T, — (T, + Ty))
X
T
S
0
Figure 111-3 : Bloc modélisé dans le sens longitudinal
La température moyenne T,, est calculée par I’équation suivante :
L
1
Tm=sz(x)-dx 111.14
0
Soit :
. J2
p Pl hith 11115
m 124 2
Cette temperature moyenne peut encore s’écrire de la maniéere suivante :
T, = p- Rlongitudinal T, + T, 1.16

12 2
AVEC Ryongituainar € P la résistance longitudinale (équation 111.17) et les sources

de chaleur (équation 111.18) du bloc respectivement.

L
Riongitudinal = 1-S 11.17
P=p-L-S 111.18
D’aprés I’équation 111.16, si les sources sont nulles, le bloc est modeélisé par le
réseau de la Figure Il1-4-a et si les sources sont non nulles le bloc est modélisé par le

réseau de la Figure I11-4-b.
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I1l.1 La méthode nodale

T,
Rloni'cudinal 1

Rlonitudinal 2

=
Ty T, T 5
2
oz
(a)
= (b)
Figure 111-4 : Réseau thermique du bloc axial : (a) sources nulles; (b) sources non nulles
Avec :
_ _ Rlongitudinal
Rlongitudinal 1~ Rlongitudinalz - 2 111.19
_ Rlongitudinal 111.20
Rlongitudinal3 - 6 :

Cette configuration du réseau dans le cas des sources non nulles a la forme d’un T.

111.1.3.2 Modele élémentaire dans le sens radial

Considérons a présent le cas d’un tube isolé axialement, ayant une source de

chaleur volumique uniforme p et une conductivité thermique radiale A. La Figure 111-5
présente les caractéristiques géométriques du modele.

Figure 111-5 : Bloc modélisé dans le sens radial

L’équation de la chaleur en régime permanent dans la direction radiale de ce bloc
s’écrit :
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1. Elaboration du modéle détaillé

9°T 10T p
—t-—t+>= 11.21
or? + r or + A
La solution de cette equation est donnée par I’équation 111.22.
p-r
T(r) = ——p—+a-in() +b 111.22

Ou a et b sont des constantes qui dépendent des conditions aux limites. Dans le cas
présent, elles correspondent aux températures imposees. Ces coefficients sont calculés
par les équations 111.23 et 111.24.

1 [ p-(? — 7’12)]
a=—7>~|T,— T, +
In (r_z) 4 111.23
r
1 p- (% In(ry) — 2% - In(ry)
b=—r[T1-ln(r2)—T2-ln(T1)+ (1 24/1 - - ) 111.24
In (—2)
r
La température maximale est donnee par I’équation 111.25.
a 24
Tmax=§[ln(?a>—1]+b 111.25
La température moyenne est donnée par I’équation 111.26.
r2
T, = - J T d 111.26
T r-nn) T |
rl
Soit :
p (r,? —1,?) 1 1
Tmn = |(? +1%) ———<—| + T -
m 8/1 2 1 ln (r_z) 1 Zln (r_z) (T‘ZZ - 7'12)
1 1 111.27
+ T e !
|2 =12 9 (r_Z)
&1
Elle peut encore s’écrire de la maniére suivante :
R. .. «R. .. R. ..
Tm —p. (Rradial3 + radial2 radiall ) + T1 radial2
Rradiall + Rradialz Rradiall + Rradialz 111.28
+T radiall
g Rradiall + Rradialz
Avec :
P=2n(r, —nr?)-Lp 111.29
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I1l.1 La méthode nodale

1 [21,2In (r_z)
Ryadians = 21 111.30
radiall AL 7'22 _ 7'12 .
1 [ 2r%in (r_z)
R = 1-— " 111.31
radial2 — 4L TZZ — 7‘12 .
1 41,%1,%In (;:—2)
_ 2 2 1
Rradial3 - 87'[/1L(7’22 _ 7’12) ne+nt — 7’22 — 7’12 111.32

De la méme maniere que dans le cas du bloc longitudinal et d’apres I’équation
[11.28, deux réseaux thermiques sont utilisés pour modeliser le bloc radial. Le premier
dans le cas ou les sources sont nulles Figure Il1-6-a et le second dans le cas ou elles

sont non nulles Figure I11-6-b.

T,

)

Ty T,

)

(a)

= (b)
Figure 111-6 : Réseau thermique du bloc radial : (a) sources nulles; (b) sources non nulles
Dans le cas ou les sources sont non nulles et dans ces cas unidirectionnels a
géométrie simple, ce type de modélisation permettrait de calculer de maniere exacte la
température moyenne dans ces blocs. Ainsi I’erreur introduite par la concentration des

sources distribuées en un nceud est corrigee.

111.1.3.3 Modéle élémentaire bidirectionnel d’un tube
Ces reseaux élémentaires unidirectionnels en T ont été déduits de I’expression de

la température moyenne. Dans un systéme réel tel que les machines électriques, les
transferts de chaleur sont généralement tridimensionnels et dans certains cas peuvent
étre considérés comme bidimensionnels. Il n’est donc plus possible de donner

I’expression analytique exacte de la température moyenne et d’en déduire le réseau
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1. Elaboration du modéle détaillé

thermique correspondant. Dans cette section, il est présenté comment est modélisé un

bloc bidirectionnel avec la méthode en T.

Figure 111-7 : Bloc bidirectionnel

Considérons un cylindre, avec une densité de source de chaleurp et une
conductivité thermique A, de caractéristiqgues geometriques et conditions aux limites

telles que présentées par la Figure I11-7.

L’obtention d’un réseau simple élémentaire de ce modele peut étre faite en
combinant les deux réseaux élémentaires de la Figure Il1-4-b et Figure 111-6-b. La
combinaison de ces deux réseaux elémentaires conduit au réseau élémentaire presenté

par la Figure 111-8, ceci moyennant les hypothéses suivantes [8]:

% il n’y apas de circulation de flux dans le sens circonférentiel ;

’0

les flux de chaleur dans les sens radial et axial sont indépendants ;

L)

» une méme température moyenne definit le flux dans la direction axiale et

L)

radiale ;

‘0

tout transfert thermique par rayonnement de la surface intérieure est

L)

négligé.
Les résistances thermiques dans ce réseau sont définies comme celles des modeéles

élémentaires unidirectionnels.

Ce type de modélisation est assez utilisé dans les travaux de modélisation
thermique des machines électriques. Cependant, il est toutefois difficile d’évaluer la
température maximale. La température maximale dans le bobinage et dans les aimants

sont des températures importantes a connaitre afin de ne pas dépasser les limites
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I1l.1 La méthode nodale

autorisées. Ces températures peuvent étre significativement différentes des
températures moyennes.

T,
Rlon itudinall Rlonitudinal 2

o
=
=
<}
3
2
=
=
2

T3
Figure 111-8 : Réseau thermique du bloc bidirectionnel
Mellor et al [8] proposent dans leur modele de pondérer certaines résistances
thermiques par un facteur qui vaut 1,5 afin de calculer directement la température
maximale dans le bobinage au lieu de la température moyenne. Selon eux, la solution
théorique de la conduction de chaleur pour la distribution radiale de température dans
un cylindre donne un ratio de 1,5 entre la température maximale et la température

moyenne. Cette hypothése reste toutefois difficile & demontrer d’apres les équations
111.25 et 111.27.

111.1.4 Application du modéle conventionnel et du modéle en T sur un tube
Considérons le modeéle bidirectionnel tel que présenté par la Figure I11-7. Le réseau

thermique élémentaire du modeéle en T est présenté par la Figure I11-8. Désignons par
Tc, la température centrale se localisant a la croisée des trois resistances du modéle
élémentaire longitudinal (axial) et T, celle de la croisée du modele élementaire radial

(voir Figure 111-9). Ces températures centrales n’ont aucun sens physique.
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1. Elaboration du modéle détaillé

Figure 111-9 : Modéle en T élémentaire d'un modele bidirectionnel (nouvelle notation)

En régime permanent, ce circuit est décrit par I’équation 111.33.

! + 1 + 1 ! 0 T, T
Ry, R, R; R —1+—2
T

1 1 1 1 e Ry R,

—— — - = p
| R3 R; Rg Rg Tm T. T
\ . 1 1 s 1 s 1 ¢2 R—3+R—4
Rs R, Rs Rg v

111.33

Une application du modéle 2D axial et radial est faite. Deux modeles nodaux sont

construits. L’un avec la méthode conventionnelle et I’autre avec la méthode en T. Pour

chaque modele, le maillage axial varie et les résultats de ces modeles sont comparés a

un modele éléments finis construit sous le logiciel COMSOL Multi-physiques. Le

Tableau I11-1 présente les caractéristiques et les conditions aux limites utilisées.

Tableau I11-1 : Caractéristiques et conditions aux limites du tube

Rayon intérieur (mm) 50
Rayon extérieur (mm) 54
Longueur (mm) 100
Conductivité thermique (W/m°K) 40
Source de chaleur totale (W) 1000
T1 (°C) 100
T2 (°C) 50
T3 (°C) 70
T4 (°C) 70
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11l.1 La méthode nodale

Les résultats de cette étude sont présentes par les Figure 111-10 et Figure I11-11.

| : | | | 1000
] R S I I T 95|\
| | | |
[+ 0| — L 77777 J. 77777 i 77777 ‘ 90
| | |
| | |
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O | | | 1S
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Figure 111-10 : Profil axial de température : a gauche 80 nceuds dans le sens axial, a droite 2 nceuds dans le sens

axial
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Figure 111-11: Résultats du modele éléments finis (COMSOL)

L’analyse de ces résultats montre que la méthode en T est plus précise que la
méthode conventionnelle. En effet, pour le cas du maillage a 80 nceuds, la courbe en
vert (modele en T) est presque superposée a la courbe en bleu (modéle en éléments
finis). Mais, pour le modéle conventionnel, nous observons un écart. Cet écart est plus
grand la ou le gradient est élevé aux extrémités du tube. Cependant le temps
d’exécution du modele en T est plus élevé que celui du modéle conventionnel. En
effet, pour chaque volume élémentaire, au lieu d’avoir 4 résistances thermiques
(modele conventionnel) il y en a 6 et au lieu de calculer une température par volume,

3 températures sont calculées (voir équation 111.33) parmi lesquelles 2 (les
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1. Elaboration du modéle détaillé

températures centrales) n’ont aucun sens physique. Toutefois, plus le nombre de

nceuds est important plus I’ecart entre les modéles est faible.

La comparaison des résultats des deux cas de maillages montre qu’il est nécessaire
d’avoir un nombre de nceud important aux endroits ou le gradient de température est

élevé pour un calcul précis des températures.

Le modele générique de la MSAP qui sera construit est un modele tridimensionnel
et complexe contenant plusieurs nceuds. Il pourra atteindre facilement des milliers de
neeuds et il devra étre exécutable assez rapidement. La méthode nodale
conventionnelle est donc la mieux adaptée pour ce travail. De plus dans la littérature,
les modéles proposés par la méthode en T sont tres simplifiés. Ces modeles
contiennent genéralement quelques dizaines de nceuds. Un modele en T de quelques
nceuds spécifiques au prototype sera aussi construit pour une comparaison avec le

modele conventionnel détaillé.

111.2 Maillage du prototype

Dans les travaux de modélisation thermique des machines électriques, I’hypothese
de la symétrie angulaire des transferts thermiques au sein de la machine est
généralement posée, compte tenu de la symétrie géométrique, de la distribution
angulaire des dissipations et des conditions environnantes considérées uniformes.
Cette hypothese conduit a modéliser une portion du stator et du rotor. Généralement
une demi-encoche et la partie du paquet de tdles correspondant sont modeélisées au
stator [22] [23] [24] et une section angulaire selon la répartition géométrique des
aimants au rotor pour les machines a aimants [25] [26]. Cette hypothese, permet

d’avoir un nombre de nceuds tres réduit.

Dans I’étude présente, I’hypothése de la distribution angulaire uniforme des
dissipations thermiques n’est plus veérifiée lorsque la machine fonctionne en mode
dégradé. En effet dans ce type de fonctionnement, une phase peut avoir des
dissipations différentes des autres phases. Néanmoins, il existe toujours une périodicité

dans la répartition des pertes. Donc, pour chaque cas d’étude le nombre d’encoches

59

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



I11.2 Maillage du prototype

définissant la période doit étre simulé. 1l sera montré comment choisir la période pour

certains cas d’étude, mais avant le parameétrage du maillage sera présenté.

Quelle que soit la période, le motif élémentaire du stator est une encoche avec la
partie du fer stator correspondant. Le paramétrage du maillage consiste a définir un
certains nombres de variables entiéres qui peuvent étre modifiées par I’utilisateur du
modeéle en fonction de la taille de la machine a étudier pour avoir une resolution du
maillage assez fine. Ces variables sont définies sur la Figure I11-12. La Figure I11-12-b
montre 3 variables (N1,N2,N3). Le parametre N1 permet de fixer le nhombre de
division axiale du stator, des aimants et de I’entrefer. Les parameétres N2 et N3
permettent de definir la découpe axiale de la partie interne et externe de I’arbre
respectivement. La Figure 1l1-12-c présente les paramétres du maillage ortho-radial
c'est-a-dire le maillage azimutal de I’encoche (Naze) et de la demi-dent (Nazd) et le
maillage radiale de I’encoche (Nre) de la culasse (Nrc) et des aimants (Nraa).
Certaines pieces mécaniques ont un maillage fixe. Leurs maillages sont présentés par
des traits en bleu sur les deux figures. A titre d’exemple, le flasque stator est maillé en
5 parties (Figure 1l1-12-a) tandis que le flasque rotor est maillé en 3 parties. Ces
maillages sont fixes parce que ces piéces n’ont pas de dissipations thermiques. Leur
maillage est choisi de facon a avoir des géometries de mailles simples et une continuité

dans le maillage.
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Figure 111-12 : Paramétrage du maillage de la MSAP :b) maillage axial ; c) maillage dans le plan ortho-radial
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1. Elaboration du modéle détaillé

Le maillage des chignons est défini par deux parametres. Ce maillage sera

présenté dans le paragraphe de modélisation des chignons.

111.2.1 Détermination de la période en mode dégradé
Pour simuler le mode dégradé, il faut fixer une période qui est le nombre
d’encoches représentatif du stator. Dans ce paragraphe, il est montré comment la

période peut étre choisie a partir de 2 exemples.

Pour une machine saine, les pertes par effet Joule dans les phases sont toutes
égales, par conséquent la péeriode est constituée d’une encoche quelque soit le type de
bobinage. Pour le cas du mode dégradé, ces pertes ne sont plus égales. A titre de
rappel, la machine simulée par le modele peut étre bobinée en double couche
double couches. Les exemples présentés se limitent au cas de la double couche, bien
que le modéle qui sera construit permette de simuler le cas d’une machine polyphasée

monocouche.

Considérons les deux exemples de bobinage dentaire double couche juxtapose, 12
encoches et 6 phases tels que présentés sur la Figure 111-13 et la Figure I11-14. Chaque
lettre représente une phase, les signes associés aux lettres représentent I’orientation du
courant dans la phase. Sur chacune de ces figures, le bobinage est dentaire. La
différence entre ces figures consiste en la disposition spatiale des phases. Les couleurs
identiques représentent des pertes identiques. Le cadre en trait interrompu rouge
représente la période a modeliser. Sur les figures Figure I11-13-a et Figure I11-14-a,
seule la phase A a des dissipations différentes des autres phases, cependant la période
est constituée de 6 encoches pour la Figure Il1-13-a encoches et de 12 encoches
(totalité de la machine) pour la Figure Il1-14-a. Sur la Figure 111-14-b, les pertes dans
les phases A et D sont différentes tandis qu’elles sont égales sur Figure 111-14-c, ceci
entraine de passer d’une période de 12 encoches a une période de 6 encoches. Sur la
Figure 111-13-d, nous avons 3 phases en défaut, cependant la période est constituée de
2 encoches parce que ces phases ont les mémes dissipations. Sur la Figure 111-13-b et
la Figure 111-13-c, il y a deux phases en défaut avec des dissipations différentes (les

phases A et B pour la Figure 111-13-b, et les phases A et C pour la Figure I11-13-c).
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111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

Pour ces deux cas, la période est constituée de 6 encoches comme le cas ou il y a une

seule phase en défaut Figure I11-13-a.
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Figure 111-14 :Deuxiéme exemple d'un schéma du bobinage double couches (12 encoches 6 phases)
Ces exemples montrent que la période dépend du type de bobinage, du nombre
d’encoches a pertes différentes et de leurs dispositions spatiales. Ainsi, il reviendra

donc a I’utilisateur de choisir la période selon I’étude effectuée.

111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

Les pieces mécaniques ne présentent aucune difficulté de modélisation. Une fois le

maillage effectué, les résistances thermiques de conduction peuvent étre calculées pour
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1. Elaboration du modéle détaillé

chaque volume élémentaire et dans chaque direction. Les piéces mécaniques sont
homogeénes et supposees isotropes, ainsi les propriétés thermo-physiques sont égales

dans toutes les directions.

Le paquet de toles ou circuit magnetique est généralement composé d’un
empilement de tdles ferromagnétiques. Dans le cas du prototype, les tdles magnétiques
sont de reférence M530-65A et d’épaisseur 0,65 mm . Chaque tole est recouverte sur
une de ses faces de vernis isolant (Stabolit 70) d’épaisseur 10,45 um qui présentent
également I’avantage d’étre ‘autocollant’. Le paquet de tbles est alors réalisé par
empilage au sein d’un outil, les t6les sont ensuite pressées puis chauffées afin de
polymériser le vernis. La conductivité thermique des toles est évaluée a 30 W/(m.K)
et celle du vernis isolant 40,2 W /(m.K) d’apres le fabricant des t6les. Dans le sens
radial du paquet, nous avons une association t6les-isolant en paralléle, de conductivité
effective 29,5 W /(m.K). Dans le sens axial, nous avons une association en série, de
conductiviteé effective 9 W /(m.K).

111.3.1 Modélisation du bobinage

La modélisation du bobinage représente une difficulté majeure dans la
modélisation des machines électriques. Dans la plupart des fonctionnements, c’est
généralement le lieu le plus chaud de la machine car c’est le lieu de plus grandes

dissipations.

Le bobinage, qui est loge dans les encoches du circuit magneétique statorique, est
généralement constitué de conducteurs électriques isolés les uns des autres. Dans le
cas du prototype, le bobinage est constitué de fils de cuivre émaillés noyés dans le

vernis d’imprégnation (voir Figure I11-15).

La mise en ceuvre du bobinage est manuelle pour le prototype. Le bobineur réalise
les différents enroulements ou bobines sur des outillages et vient ensuite ‘égrener’ les
fils conducteurs dans les encoches dont les parois internes sont couvertes de papier
isolant. Lorsque le bobinage est terminé, une cale de fermeture d’encoche est insérée.
Le stator tout entier est alors trempé dans un vernis d’imprégnation et mise en cuisson.

Le r6le du vernis est multiple : réparer les éventuels défauts d’isolation occasionnés
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111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

lors de I’opération de bobinage, rigidifier le bobinage et combler le plus possible les

gaps d’air se trouvant entre les conducteurs.

Compte tenu de ce procédé de bobinage, il est certain que pour deux encoches

d’une méme machine, la répartition des fils de cuivre dans I’encoche n’est pas la

meme.
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Figure 111-15 : Bobinage
Le taux de remplissage (voir équation I11.34) est un parameétre qui est utilisé pour
caractériser de maniere pratique le pourcentage de cuivre d’une encoche. Plusieurs
formulations existent pour le calcul du taux de remplissage. Il existe une, définie
comme étant le rapport entre la surface occupée par les conducteurs nus S, d’une
encoche, c'est-a-dire la surface totale des fils de cuivres sans émail, et la surface utile
d’encoche S,,, , c’est dire la surface réelle d’une encoche moins la surface occupée par

les isolants d’encoche.

_ Scu 111.34

Sen
Dans la littérature, deux principales méthodes sont proposées pour modéliser
I’encoche. L’une consiste a représenter I’encoche en des couches successives de cuivre

et d’isolant tandis que I’autre méthode consiste a homogéneéiser I’encoche.

Christophe [27] utilise la méthode des couches successives. En considérant que le
point chaud est au centre de I’encoche. Selon lui, il est possible de montrer d’un point
de vue thermique que le bobinage peut étre ramené a un fil unique entouré d’une

couche d’isolant et d’une couche d’air (voir Figure I11-16). Les épaisseurs des
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1. Elaboration du modéle détaillé

différentes couches dans chaque direction sont des fonctions des dimensions de

I’encoche et des fils, du nombre de fils de cuivre et de I’épaisseur des isolants des fils.

isolation de I'encoche

couche d’air
gquivalente

cuivre isotherme
équivalent

isolant de cuivre
equivalent

encoche réelle encoche équivalente

Figure 111-16 : Transformation de I'encoche réelle en encoche équivalente d'un point de vue thermique [27]
Dans le logiciel Motorcad, I’encoche est modélisée par plusieurs couches de
cuivre, d’isolant de conducteur (email), et d’isolant inter-conducteur (vernis
d’imprégnation) [28]. Le nombre de couches et I’épaisseur de I’isolants dépend du
diamétre des fils et du taux de remplissage. La figure suivante présente une encoche
traditionnelle modélisée sous le logiciel Motorcad.

! Copper

Insulation

Impregnation

Liner

Figure 111-17 : Modélisation de I'encoche par Motorcad [29]

La technique d’homogénéisation est valable si les dimensions de I’encoche sont
suffisamment grandes devant I’échelle des inclusions (fils de cuivre). Cette méthode
est utilisée par plusieurs auteurs [23] [24] [30] [8]. Cependant la méthode de calcul des

propriétés thermo-physiques peut étre différente d’un auteur a I’autre. Tous ces auteurs
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111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

utilisent cependant la loi des mélanges pour le calcul de la masse volumique et de la
chaleur spécifique du matériau équivalent.

La conductivité axiale du bobinage est calculée selon I’équation 111.35; avec :
Aaxiar 12 CONductivité effective axiale, A; et r; la conductivité thermique et la proportion

volumique du matériau i [31] [32].

Aaxial = Z Ti)li |“35
i
Dans la littérature, le calcul de la conductivité thermique dans les sens azimutal et

radial se fait soit par la méthode analytique soit par la méthode numerique.

111.3.1.1 Méthode analytique de calcul de conductivité effective dans le sens radial
Les résultats des travaux de Rohsenow et Hartnett rapportés dans les travaux de

Bertin [31] ont permis d’avoir un abaque pour déterminer les conductivites effectives
selon la forme des conducteurs et I’arrangement des conducteurs. Cet abaque présenté
par la Figure 111-18 permet d’avoir le rapport entre la conductivité effective et la

conductivité de I’isolant 4,/4;.
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Figure 111-18 : Conductivité thermique effective radiale d’un faisceau de conducteurs noyés dans un matériau
isolant en fonction du rapport d/I (d’apreés Rohsenow et Hartnett) [31]

De méme, une étude menée par General Electric et dont certains resultats sont
retrouves dans les travaux de Bertin [31] a conduit a construire un abaque permettant
de déterminer la conductivité effective dans la direction radiale et ortho-radiale. La

lecture de cet abaque est identique a I’abaque précédent.
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1. Elaboration du modéle détaillé
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Figure 111-19 : Conductivité thermique effective radiale d’un faisceau de conducteurs noyés dans un matériau
isolant en fonction du rapport d/I (d’apres General Electric) [31]

Une autre méthode de calcul consiste a intégrer dans le sens radial et angulaire sur un
motif élémentaire la conductivité effective [23] [24] [30] [32]. La méthode consiste a
définir un élément volumique élémentaire de bobinage tel que la juxtaposition de n
éléments identiques permet de reconstruire le bobinage complet. Le motif de cet
élément, représenté en Figure 111-20 (pour un bobinage en quinconce) est composé de
trois matériaux différents : le cuivre conducteur, I’émail entourant ce conducteur ainsi
que le vernis s’insérant entre ces conducteurs. Le calcul de la conductivité thermique
équivalente de ce matériau hétérogene se fait de la facon suivante : en considérant la
direction Oy par exemple, il y a trois résistances en série, I’intégration sur tout le
volume rapporté a une section d’échange unitaire donnera la valeur de la conductivité

thermique équivalente dans la direction Oy.
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Figure 111-20 : surface élémentaire du bobinage [23]
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111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

Il vient ainsi pour la conductivité équivalente suivant Oy :

L
_Ef Yo, _ Y )'1 111.36
L /1 dx 1 Ae.dx.l Ay dx. 1
0
Soit :
L
oot f Acdely s 111.37
e L 0 yc/le/lv + ye/lclv + yvlc/le

De la méme maniere, suivant la direction Ox, nous avons :

h

L AcdeA

2, :_f ctety dy 111.38
h) x oAy + XA A, + x,A:4,

Une autre approche consiste a utiliser les formules analytiques donnant la
conductivité effective d’un matériau composite. Selon cette approche, les corrélations
proposees par Daniel et Corolle [33] permettent de calculer la conductivité effective.
Le bobinage peut étre modélis¢ comme un matériau composite & deux phases, en
supposant que I’émail a les mémes propriétes que le vernis d’imprégnation et que
I’imprégnation est parfaite (contact parfait entre les phases et pas d’air emprisonné).
Moyennant ces hypotheses, la formule proposée par Hashin et Shtrikman [34]
(équation 111.39) peut étre utilisée. En développant cette équation, nous retrouvons

I’équation de Maxwell-Eucken [35] (équation 111.40).

A_ — (1 + 21—2)2.2 + 2(1 - Tz)/ll |“39
¢4 (1- Tz)/12 + 2+ Tz)/11
304
AT+ AT
P Y P P 7 11140
eq = 314

Ut R+,
Avec :

% A, conductivité de la phase continue (vernis) ;

% 1, taux de remplissage de la phase continue ;

% A, conductivité de I’inclusion unidirectionnelle (cuivre) ;
% 1, taux de remplissage de I’inclusion t, + 7; = 1.
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1. Elaboration du modéle détaillé

Mori et Tanaka [36] ont travaillé sur le calcul analytique de la valeur moyenne
d’une contrainte interne dans la matrice d’un matériau contenant des inclusions. Leur
formule (Equation [11.41) a été utilisee par Idoughi [37] pour le calcul de la
conductivité effective du bobinage. Dans cette équation les indices 1, 2 et 3
représentent respectivement le vernis, le cuivre et I’émail ; et 73+ 7, +17, =1. Si
I’on considere que 73 = 0, nous retrouvons la formule de Hashin et Shtrikman.

(241 + A,)(t1 (224 + A3) 4 31343) + 31,4,(24, + 13)

A =2 111.41
U T A + ) (A4 + A3) + 34, (1,24, + A3) + 7524, + 1))

Galea et al [38] dans leurs travaux utilisent la formule suivante :

M2y

= —_— 111.42
T4 + 1714,

Aeq

111.3.1.2 Méthode numérique de calcul de la conductivité effective
L’approche d’homogénéisation par calcul analytique par les formules précédentes

ne tient pas compte de I’arrangement des fils dans I’encoche (sauf la meéthode
d’intégration analytique). L’approche numérique permet en effet de le prendre en
considération. La méthode numérique consiste a résoudre I’équation de la chaleur sur
un motif élémentaire de I’encoche (voir Figure I11-21). En utilisant la relation de

Fourier (équation 111.43), la conductivité effective est calculée [37] [39].

111.43

Figure 111-21 : Exemple de méthode numérique [37]
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111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

111.3.1.3 Application des différentes méthodes
Les différentes méthodes de calcul de la conductivité radiale effective du bobinage

sont utilisées sur le bobinage du prototype. Le Tableau I11-2 présente les
caractéristiques du bobinage utilisé. Le taux de remplissage vaut T = 40% .

Tableau I11-2 Caractéristiques du bobinage

Diameétre cuivre 1,12 mm
Epaisseur émail 48,5 um
Conductivité cuivre | 390 W /(m.K)
Conductivité émail 05 W/(m.K)
Conductivité vernis | 0,2 W /(m.K)

La méthode numerique a été effectuée sous le logiciel COMSOL. La Figure 111-22

présente les résultats de simulation. Pour I’utilisation des abaques et des formules
analytiques, nous supposons que I’émail et le vernis d’imprégnation ne forment qu’une

seule phase de conductivité eégale a la conductivité du vernis.

B

Figure 111-22 : Modele numérique de I'encoche

Le Tableau 1l1-3 présente les résultats du calcul en utilisant les différentes
méthodes. Les résultats donnés par les deux abaques sont sensiblement égales. La
méthode numeérique donne des résultats quasi-égaux dans les deux directions. La
configuration qui a été utilisée pour cette méthode est I’arrangement carré. Cependant
nous remarquons que les résultats de cette méthode sont plus élevés que les valeurs
obtenues par les abaques. Ceci peut s’expliquer en partie par le fait que la méthode
numérique prend en compte la présence de I’émail qui a une conductivité plus élevée
que celle du vernis. Les résultats de I’équation de Mori et Tanaka montre qu’une
erreur de 13% est commise en considérent que I’émail est une méme phase que le

vernis d’imprégnation (resultats de Hashin et Shtrikman).
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1. Elaboration du modéle détaillé

Tableau I11-3 : Conductivité effective des différentes méthodes

Conductivité (w/mK)
Rohsenow et Harnett (Carré/ Quinconce) 0,44 / 0,52
General Electric (Carré/ Quinconce) 0,44 |/ 0,54
Intégration analytique Quicongue (Ox/Qy) 0,61 / 0,76
Méthode numerique (Ox/Oy) 06 / 06
Hashin et Shtrikman 0,6
Mori et Tanaka 0,53
Galea et al 0,33

Pour le modele genérique, nous utiliserons I’équation de Maxwell-Eucken
(équivalente a celle de Hashin et Shtrikman) car elle donne une valeur qui est un bon

compromis parmi tous ces résultats.

111.3.2 Modélisation des chignons

La modélisation des chignons est difficile. En effet, la géométrie des chignons est
trés complexe et peut varier selon le type de bobinage. La Figure I11-23 montre un
exemple de chignon d’un bobinage dentaire double couches superposé. Le modele
génerique qui est construit doit pouvoir étudier une machine bobinée en double couche
juxtaposée, autrement dit on considere que les bobines sont disposées dans le sens
angulaire dans la méme encoche. Un groupe de fils d’une méme phase sortant d’une
encoche peut étre réintroduite dans n’importe qu’elle autre encoche selon le type de
bobinage choisi. Ce groupe de fils sera superposé a d’autres groupes de fils des autres
phases dans les chignons. Si le bobinage est dentaire, il n’y a pas de superposition. Les
pertes pouvant étre différentes d’une phase a une autre, la modélisation plus exacte
consisterait a suivre chaque groupe de fils, ce qui est impossible compte tenu du fait
que la superposition dépend du type de bobinage et du bobineur. Le modéle étant

générigue, il convient donc de trouver un modele général pour les chignons.
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111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

Figure 111-23 : Exemple de chignon d'un bobinage dentaire double couche (superposé)

Le modeéle adopteé pour les chignons est présenté par la Figure I11-24. Cette figure
représente une partie du stator déroulé et coupé. Les chignons sont divisés en deux
zones. La zone 1 représente la sortie d’encoche. Dans cette zone, il est supposé que
dans la sortie d’une méme encoche, il y a un échange de la chaleur entre les deux
demi-encoches. Dans la zone 2, il est supposé que les deux parties sont isolées. La
longueur [ est calculée sur la base de la conservation de la proportion de cuivre dans
les chignons. La longueur de la zone 2 (1,) est fixée par I’utilisateur du modele. La
longueur de la zone 1 est déduite par différence entre les deux longueurs précédentes.
A I’extrémité de la zone 2, il y a isolation thermique, car il y a une symétrie thermique

du fait que c’est une méme phase qui se referme dans une autre encoche.

Résine surmoulage

Chignons

motif du chigon

(b)

Figure 111-24 : Modele des chignons

Les conductivités thermiques des chignons sont les mémes que celles de I’encoche

dans la direction des fils et perpendiculairement a la direction des fils.
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1. Elaboration du modéle détaillé

111.3.3 Modélisation des aimants
Les aimants sont collés a la surface du circuit du rotor (tube) en rangé.

L arrangement des aimants du prototype est présenté sur la Figure 111-25.

[ [ ]
Aimants

_’

Spacements

%

Sens circonférentiel Matériau homogene

Figure 111-25 : Configuration des aimants du prototype
Cette figure représente une partie du tube déroulé sur lequel sont rangés les
aimants. Entre chaque rangée d’aimants il existe une faible lame d’air dans les deux
directions. Les aimants sont modélisés par un matériau homogene dont les propriétes
telles que la masse volumique et la chaleur massique sont déterminées a partir de la loi
des mélanges. Les conductivités thermiques radiale et axiale sont calculées a partir des
différents types de disposition (série ou parallele) des aimants et des lames d’air. Nous

supposons qu’il n’y a pas de circulation de flux de chaleur dans le sens angulaire.

111.3.4 Modélisation des roulements
Les roulements du prototype sont des roulements a une rangée de billes. Il est

difficile de trouver un modele simple des roulements. Les roulements sont
généralement composes de trois parties principales: une bague intérieure, une bague
extérieure et les éléments roulants (billes, rouleaux, aiguilles). En plus de ces parties
qui ont une géomeétrie trés variée et parfois complexe, nous avons des accessoires

comme des cages d’éléments roulants, des dispositifs de lubrification...etc.

Staton et al [40] proposent de modéliser le roulement comme une résistance de
contact. Ainsi dans leurs travaux ils remplacent le roulement entier par une épaisseur
d’air modélisant la résistance thermique équivalente totale du roulement. Ils ont mené
des études expérimentales pour déterminer cette épaisseur pour trois roulements

différents. Leurs résultats sont présentés par le Tableau I11-4.
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111.3 Modélisation des principaux éléments en conduction

Tableau I11-4 : Epaisseur d'air équivalente des roulements [40]

Diamétre | Diamétre Epaisseur
i Largeur d'air
Moteur | interne | externe oG
(mm) (mm) (mm) | équivalente
(mm)
7,5 kW 40 80 18 0.23
15 kW 45 100 o5 0.40

Dans le modéle construit, les roulements seront modélisés par deux nceuds,
localisés au contact entre les éléments roulants et les bagues comme Trigeol [30] et
Bertin [31]. Nous supposons que ces trois parties (bague intérieure, billes et bague
extérieure) ont une méme épaisseur et les mémes propriétés thermo-physiques. Les
bagues sont supposées avoir une géomeétrie cylindrique. Les billes sont modélisées
comme une paroi d’épaisseur e et de longueur égale a la circonférence du rayon moyen
du roulement. Le couplage entre les différentes parties de ces trois zones se fait en
ajoutant la resistance de contact entre ces zones (voir Figure 111-26). Ces résistances de
contact entre billes et bagues sont estimées en soustrayant de la résistance totale du
roulement qui est prise égale a la valeur moyenne des résultats de Staton [40], les
résistances des bagues et des billes. Les dissipations et la capacité du roulement sont

appliquées sur les deux nceuds du roulement.

|

R

roulement-flasque

Rbague supérieure

Rba ue su érieure-billes/2
g p
Rbague supérieure-billes/2

Rbilles

Rbague inférieure-billes/2

Rbague inférieure-billes/2

Rbague inférieure

ulement-arbre

Figure 111-26 Modélisation des roulements

74

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



1. Elaboration du modéle détaillé

111.3.5 Résistances de contact

La résistance de contact correspond a la résistance thermique au contact de deux
composants. Elle dépend des matériaux mis en contact, de la qualité des surfaces en
contact, de la pression de contact entre les composants et des éléments renfermés dans

I’interface.

Ces résistances de contact peuvent étre différentes pour deux machines identiques
ayant été fabriquees par le méme procedé [41]. Dans les travaux de modelisation
thermique des machines électriques, les résistances de contact sont généralement
modélisées soit par une conductance surfacique de contact [24] [23] [30] soit par une
épaisseur d’air entre les deux matériaux en contact [41] [40]. Les résistances de
contact qui influencent le plus le champ de température dans la machines sont celles

entre le paquet de t0les et la carcasse et entre les encoches et les le paquet de tdles.

Dans les travaux de Bertin [31], nous retrouvons des abaques qui permettent
d’avoir des conductances de contact en fonction de la pression de contact, de la
rugosité et des couples de matériaux mis en contact. Ces abaques peuvent étre utilisés
pour une premiére estimation des conductances de contact. Nous retrouvons aussi dans
les travaux de Staton et al. [40] des tableaux de valeurs de plage de conductances
surfaciques ou d’épaisseur d’air en fonction des matériaux en contact. Aldo et al. [41]
ont mené des études expérimentales pour déterminer I’épaisseur d’air pour modéliser
le contact entre le paquet de tOles et la carcasse. Leurs travaux ont été menés sur des
machines asynchrones totalement fermées ventilées a 4 p0les. Leurs résultats sont
présentés sur Tableau Il1-5. Dans ces travaux, les machines dont la puissance est
inférieure a 15 kW avaient une carcasse en aluminium tandis que celles qui avaient

une puissance supérieure a 15 kW avaient une carcasse en acier.

Tableau I11-5 Epaisseur d’air entre le paquet de toles et la carcasse pour des machines asynchrones a 4 poles [41]

Puissance du Moteur (kW) Epaisseur d'air (mm)
1,5 0,027
2,2 0,049
3 0,03
4 0,04
7,5 0,08
15 0,07
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I1l.4 Modélisation de la convection dans la machine

30 0,01

55 0,045

90 0,047
110 0,05
250 0,065

Le Tableau I11-6 présente les valeurs des conductances surfaciques de contact qui
ont été utilisées par certains auteurs dans leurs travaux de modélisation thermique des

machines électriques.

Tableau I11-6:Quelques valeurs des plages de conductances thermiques surfaciques de contact utilisées dans les
travaux de modélisation thermique des machines électriques en W/m?K

Contact stator et carter
Bertin [23] 400 Carter en alliage d'aluminium
Broussely [24] 1615 Carter en aluminium moulé
Trigeol [30] 1250 Carter en aluminium
Glises [39] 357 Carter en fonte
Contact bobinage et fer stator
Broussely [24] 123
Trigeol [30] 517/200 [Bobinage-dent/Bobinage-Culasse
Contact arbre et rotor
Broussely [24] 250 Clavetage (paquet de tOles au rotor)
Trigeol [30] 500 Frettage (paquet de toles au rotor)
Contact roulement et arbre
Broussely [24] 10000 montage serré (acier/acier)
Trigeol [30] 10000 montage serré (acier/acier)

111.4 Modélisation de la convection dans la machine

Il 'y a convection dans les cavités latérales dans I’entrefer et dans la cavité rotor
(voir Figure 111-27). Les cavités latérales et du rotor sont modélisées par un nceud

chacune.

Il est difficile de trouver un modéle simple qui permettrait de calculer le coefficient
de convection dans la cavité rotor. Ainsi, ce parametre est a fixer par I’utilisateur du
modele. Par défaut, la valeur de ce coefficient correspond a celui d’une convection
naturelle c'est-a-dire sensiblement égale a 5W/m?K. Une étude de sensibilité du

modele sur ce coefficient montrera son importance.

Dans les paragraphes suivants, les corrélations utilisées dans la littérature pour le

calcul des coefficients d’echange dans I’entrefer et les cavités latérales seront
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1. Elaboration du modéle détaillé

presentées. Il sera aussi montré comment peuvent étre modelisees ces parties lorsqu’il

y a un fluide circulant axialement dans I’entrefer de la machine.

Cavité

- - = . .

Figure 111-27 : Localisation de la convection
111.4.1 Entrefer

De nombreux travaux ont été effectués pour calculer le coefficient d’echange dans
une configuration d’entrefer. Nous présenterons ici les resultats des travaux les plus
utilisés.

Becker et Kaye [42] ont investigué les variables qui contrblent le transfert de
chaleur dans I’entrefer des machines électriques. Pour cela ils ont mené une étude
expérimentale. Dans leurs expériences, le fluide était de I’air, le rotor et le stator
étaient lisses. lls ont effectué trois cas d’études: écoulement axial sans rotation ;
rotation sans écoulement axial et rotation en présence d’un écoulement axial. Leurs
études concernaient la zone ou la couche limite thermique et de vitesse sont
pleinement développées. Les dimensions étaient les suivantes: diametre du
rotor : 69 mm ; épaisseur d’entrefer : 8,25 mm ; longueur : 1422,5 mm. Le rotor était
chauffé et le stator refroidi. Dans le cas d’une rotation sans écoulement axial, leurs

résultats sont corrélés par les relations suivantes :

Ta<Ta.:Nu=2

Ta, < Ta < 10* : Nu = 0,128Ta%3¢7 111.44

10* < Ta < 107 : Nu = 0,409Ta%**!
Avec Ta,. = 1700 et
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I1l.4 Modélisation de la convection dans la machine

o (@PmS (L 111.45
Le nombre de Taylor : Ta = ( — ) (Fg)
_ [\ (r2tny __ ¢ 111.46
Fy = (1697P) ( 21y ) elTm = In(ry/r1)
5 5\ !
P =0,0571 (1 — 0,652 r_> + 0,00056 (1 — 0,652 r_) 11.47
1 1

Ou:8=r,—nr etr,, r; sont les rayons extérieur et intérieur de I’entrefer
respectivement. F, est le facteur de géométrie et tend vers 1 pour un entrefer étroit et v

est la viscosité cinématique du fluide.

Dans le cas de la présence d’un écoulement axial, Becker et Kaye donnent leurs
résultats sous forme de courbe. Comme il peut étre constateé sur la Figure 111-28, la
valeur du nombre de Taylor critique augmente en fonction du débit axial. Nous
constatons aussi que pour des nombres de Reynolds axiaux (Re,) inférieurs a une
certaine limite (environ 1592 sur la figure), le nombre de Nusselt diminue quand le
nombre de Reynolds axial augmente. Au-dela de cette limite, le nombre de Nusselt
augmente quand le débit augmente. Cette constatation montre qu’il n’est pas
avantageux d’imposer un écoulement axial dans I’entrefer en regime laminaire. Cette
étude couvre le domaine défini par 0 < Re, < 6000 et 0 < Ta < 3.10°. Le nombre

de Reynolds axial étant défini par I’équation 111.48.

Nombre de Reynolds axial
= ! e
- —3740) -
_——"_'_'..-F A
= 2350
\?CI].% B

15392

.I'.LU\HL'IE

%]

\\

MNombre de Nusselt

L l i
1000 10 000 100 000 [RELIELEY

Nombre de Taylor

Figure 111-28 Nombre de Nusselt en fonction des nombres de Taylor pour plusieurs valeurs du nombre de Reynolds
axial [42]
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1. Elaboration du modéle détaillé

V,28
v

Re, = 111.48

Tachibana et Fukui [43] ont étudié la convection dans un espace annulaire en
présence d’un écoulement axial ; le cylindre interne tournant et le cylindre externe
fixe. Les diamétres extérieurs de leur cylindre interne étaient: 30 mm ; 38 mm et
120 mm. Sept épaisseurs d’entrefer ont été étudiés (4; 8; 11; 12;20; 21; 35 et 53
mm). Les fluides utilisés dans leurs expériences étaient de I’eau, du méthanol et de
I’air. Leurs resultats corrélent avec les formules 111.49 a 111.51.

¢+ Ecoulement purement rotationnel (pas de debit axial) :

Q1 = hS (T, — T,)
111.49

hé
2.10* < Ta < 6.10° : Nu = il 0,046(Ta?Pr)/3

Ici les indices 1 et 2 sont mis pour référencer respectivement le rotor et le stator et

A est la conductivité thermique du fluide.
%+ Ecoulement purement axial :
Qq = h$ (T, — T,)

380 < Re, <4960 : 11,50

h26 28\ (15\0*5
Nu = — = 0,015 (1 + 2,3—) (—2) Re28pri/3
A L/ \ry
Ici T, est la température moyenne (moyenne arithmétique) du fluide ; L est la

longueur du cylindre et Pr est le nombre de Prandtl.

¢+ Superposition des deux écoulements :

Qtotal = Ql + Qa .51

Aoki et al [44] ont étudié analytiqguement et expérimentalement la convection dans
un espace annulaire avec le cylindre interne tournant sans debit axial. Ils ont utilisé
plusieurs fluides dans I’entrefer: I’air, I’eau, I’alcool et I’huile. Leurs études

s’étendaient sur cing valeurs d’épaisseur d’entrefer : § = 2,08;2,71;3,54;3,7 ;4,64
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I1l.4 Modélisation de la convection dans la machine

mm. Avec le rayon du cylindre externe fixé ar, = 40 mm. Le cylindre interne était
chauffé et le cylindre externe refroidi. Les résultats qu’ils ont obtenus ont été corrélés

par les relations suivantes :

Nu = 1pour Ta <Ta.= 1700

Nu =1+ 1,438(1 — Ta./Ta)Pr*/? pour Ta, < Ta < 5000 11.52

1/4
Ta Ta
Nu=0,22(—) Pr° pour 5000 < — < 2.10°
Fy Fy

Avec F; le facteur de forme tel que défini par I’équation 111.46 et le nombre de

Taylor défini par I’équation suivante :

w?ry 63

Ta = < ; > 111.53
v
Dans leur étude, le nombre de Nusselt est defini par I’équation suivante :

T;

¢.11.In (ﬁ) 111.54
Nu=———+2-
A AT

Avec : AT la différence de température, le ¢ la densité de flux.

Nous avons développé cette formule afin de I’écrire sous une forme plus

exploitable et avons obtenu :
h.r.In(-=

Avec h le coefficient d’échange entre le rotor et le stator.

Ball et al [45] ont effectué une étude expérimentale du transfert de chaleur dans un
espace annulaire vertical avec le cylindre interne tournant. Le cylindre interne est
chauffé et le cylindre externe est refroidi. Le fluide présent dans I’entrefer était de
I’air. La longueur du tube était 50,64 cm ; le rayon extérieur du cylindre interne en
aluminium était 2,504 cm. lls ont travaillé avec trois épaisseurs d’entrefer
correspondants aux rayons intérieurs du cylindre externe en aluminium de 5,725 ;
4,432 et 3,816 cm. lls ont établi une corrélation (équation 111.56) du taux de transfert

de chaleur en fonction du nombre de Reynolds rotationnel, du rapport des rayons.
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1. Elaboration du modéle détaillé

T-
h.r;.In (r_z) )
Nu=——"=0,069. (—
A T,

0,46141n(3,336%) 111.56

—-2,9084
) Re

Valable pour 0,437 <2< 1;Gr?<Re= w:“s <400 ; Pr=0,7 avec Gr =

T
T2

LgAT 83 /v? le nombre de Grashof: B , g sont respectivement le coefficient

d’expansion, la gravite.

Boufia et al [46] ont analysé expérimentalement les transferts de chaleur en espace
annulaire étroit et rainuré avec cylindre intérieur tournant. Le fluide dans I’entrefer
était de I’air. lls ont étudié deux configurations : avec débit axial et sans debit axial.
Pour chaque configuration deux cas sont considérés : les deux parois lisses ; paroi du
rotor lisse et paroi du stator rainuré axialement. Dans le cas rainuré, le stator
comportait 48 rainures axiales de profondeur 15 mm et de largeur 8,3 mm. Dans leur
étude, le rotor était chauffé et le stator refroidi. Le diamétre extérieur du rotor était
280 mm tandis le diametre intérieur du stator était 293 mm pour le cas lisse et

290 mm pour le cas rainuré.

Dans le cas d’une configuration sans débit axial, leurs résultats concordaient avec
ceux de Becker et Kaye dont les corrélations ont été présentées plus haut. La Figure

111-29 présente leurs résultats dans le cas lisse et rainuré comparé a d’autres résultats.

100 [
L 1- 0.064 Ta, "%
2- 0.205 Ta 024
- 0.175 Tg D26
[ 3- 0175 Ta, '#'-J"
»
10 | -~ 0%
s ]
1] o entrefer isse 0.045
= —p - BNtrefer r@inuréd 0,035
Becker et al, 0.214
—..—. Bjorklund et al 0.054-0 246
Ta,
0.1 P PrA— + - - e R A
1,00E+02 1006403 1.00E+04 1,00E+05 1,00E+06 1.00E407 1,00E+08

Ta

Figure 111-29 Nombre de Nusselt en fonction du nombre de Taylor [46]
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I1l.4 Modélisation de la convection dans la machine

Les corrélations de Becker et Kaye sont valables jusqu’a un nombre de Taylor de
4.10°. Mais Boufia et al. ont réalisé des expériences au-deld de cette limite, ils ont
constaté qu’en interpolant les résultats de Becker et Kaye au-dela de la limite prévue,
les corrélations sous-estimaient le nombre de Nusselt. En effet pour un nombre de

Taylor de 107, ils ont trouvé 25% d’écart.

Dans le cas d’un entrefer rainure, ils ont constaté qu’il était difficile d’estimer le
nombre de Taylor critique. Néanmoins, ils observent un régime laminaire pour un
nombre de Taylor inférieur a environ 3900. Au dessous de ce nombre ils ont constaté
une légére variation du nombre de Nusselt de 1,02 a 1,2. De ce nombre de Taylor a un
nombre de 6000, ils observent un saut de la valeur du nombre de Nusselt. Au dessus
de ce nombre de Taylor de 6000, ils proposent des corrélations suivantes pour le cas

du stator rainuré :

Nu = 0,132Ta%3® pour 6000 < Ta < 1,4.10° 1157

Nu = 0,029Ta’* pour 1,4.10° < Ta < 2.107
Le nombre de Taylor est défini de la méme maniére que Becker et Kaye (équation
111.45).

Dans le cas d’une configuration avec débit axial, ils ont défini un nombre de

Reynolds efficace en fonction du nombre de Reynolds axial et radial.

Regsr = /Reé + aRe} 11.58

Avec a un coefficient de ponderation.

Les lois de transferts thermiques proposees au rotor sont données par les équations
111.59 et 111.60.

%+ Stator lisse :

Nu, = 0,025Re, 7

111.59
1,1.10* < Re, < 3,1.10*

500 < Reg < 3,1.10*
%+ stator rainuré :
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1. Elaboration du modéle détaillé

Nu, = 0,021Re,7

111.60
4400 < Re, < 1,7.10*

300 < Reg < 6,4.10*
Pour ces deux situations, le coefficient de pondération optimum prend la valeur de

0,5.

Les lois de transferts thermiques proposées au stator sont données par les équations
I11.61et 111.62.

«» Stator lisse :

Nu, = 0,046Re,7, 111.61

Avec un coefficient de pondération de 0,25.

«» Stator rainureé

Nu, — Nu Re
—2 70 _ 2333 ( 5)

Nu, Re, 111.62

Avec : Nu, = 0,021Re®
Le nombre Nu, correspond a la situation d’écoulement axial sans rotation.

La Figure 111-30 présente le profil du nombre de Nusselt dans I’entrefer sans débit
axial donné par les corrélations de ces différents auteurs en fonction du nombre de
Reynolds dans le cas du prototype. L’axe des nombres de Reynolds est a I’échelle
logarithmique. 1l peut étre constaté que les corrélations de Aoki et al. et de Beker et
Kaye sont en accord. Cependant, des légers écarts en régime turbulent peuvent étre
observés. Les relations proposees par Tachibana et Fukui sous-estiment le coefficient
d’échange par rapport aux relations de Beker et Kaye. Les corrélations de Boufia et al.
sous-estiment les coefficients d’échange dans le cas d’un entrefer rainuré en le
modélisant comme un entrefer lisse. Notons aussi que la formulation du nombre de
Nusselt utilisé par Aoki et al. (équation 111.54) et par Ball et al. (équation I11.56) n’est
pas définie de la méme maniére que les autres auteurs. Mais dans le cas d’un entrefer
étroit (cas du prototype), un développement limité nous permet de ramener leurs

formulations a celle des autres auteurs.

83

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



I1l.4 Modélisation de la convection dans la machine

Comme il peut étre constaté, plusieurs études ont été menées pour la détermination
du nombre de Nusselt caractérisant les transferts de chaleur entre un cylindre interne
tournant et chauffé et un cylindre externe fixe et refroidi. Certains auteurs ont travaillé
sur des parois lisses et d’autres sur des parois rainurees en présence d’un debit axial ou
non. Cependant, dans les machines électriques, ce sont les corrélations de Becker et
Kaye qui sont les plus utilisées. Ces corrélations ont aussi été intégrees dans le logiciel
MotorCad [47]. Nous trouvons dans la littérature plusieurs autres travaux dont les
résultats sont sous forme de courbes, ou sous forme de corrélations avec une
formulation plus complexe. Dans le cas de la présence d’un ecoulement axial dans
I’entrefer, il est en effet conseillé de déterminer le coefficient d’échange de convection
dans I’entrefer et dans les cavités par des expériences ou par des méthodes
numériques. Dans le modele, I'utilisateur dispose de la possibilité d’entrer ces
coefficients, mais pour un calcul automatique, les équations de Becker et Kaye seront
intégrés dans le cas de I’absence d’un écoulement axial et ceux de Boufia et al

lorsqu’il y a un écoulement axial dans I’entrefer.

50 z
s 40
Z
S
§ 30 Beker et Kaye
pra - Tachibana et Fukui
35 20 Aoki et al /
g Ball et al: entrefer vertical
= — Boufia et al:rainure stator A
3 i/
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! ”
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Figure 111-30 : Nombre de Nusselt dans I'entrefer sans débit axial en fonction du nombre de Reynolds
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1. Elaboration du modéle détaillé

111.4.1.1 Ecoulement axial dans I’entrefer : couplage fluidique
Un entrefer immergé est le cas ou il y a un débit axial de fluide imposé dans

I’entrefer de la machine. Cette configuration est trés courante. En effet, le fait
d’imposer un débit permet d’améliorer le refroidissement de la machine surtout du
rotor. Les corrélations qui sont utilisées pour le calcul du coefficient d’échange

convectif entre le rotor et le stator ont déja eté présentées.

La majorité des auteurs modeélisent I’entrefer par un nceud. Mais dans le cas d’un
débit imposé, il serait plus convenable de modéliser I’entrefer par plusieurs nceuds.
Ainsi les nceuds adjacents sont alors couplés par échange fluidique et par conduction
(voir Figure 111-31).

L’écriture des équations traduisant le bilan d’énergie dans chaque nceud peut se

faire de deux manieres ; en utilisant un schéma amont ou un schéma aval.

o Stator i
1- i 1+
i .KI:" ....... ‘e
r ' Wm
e
m 1 ; m
e .
0 S n+1
Rotor

Figure 111-31 Modélisation de I'entrefer immergé

La formule traduisant le schéma amont du bilan d’énergie au nceud i est présenté
par I’équation 111.63. Celui du schéma aval est I’équation 111.64. La différence de ces
équations est relevée par les termes en rouge (les deux premiers termes). En effet,
dans le schéma amont, on considére que I’énergie sortant par transport fluidique est a
la température du nceud i et I’énergie entrant a la température du nceud précédent (i-1).
Tandis que dans le schéma aval, I’énergie entrant est a la température du nceud i et
I’énergie sortant a la température du nceud suivant (i+1). Les troisiemes et quatriemes
termes de I’équation representent les termes de conduction dans le fluide entre le nceud

i et le nceud précédent (i-1) et suivant (i+1). Les deux autres termes qui suivent
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I1l.4 Modélisation de la convection dans la machine

représentent les échanges par convection entre le nceud i et le stator et entre le nceud i

et le rotor respectivement. Le dernier terme represente la source de chaleur du nceud i.

et e Sty S ) ST —T) —hsT —T) 4P =0 1163
me -1 mcp i e (Tl Tl—l) e (Tl Tl+1) S S(Tl Ts) T T'(Tl Tr) +Pl -

AT — e, Ty = o (T = Ty) = (1 = Touy) = hoSo(Ty = T) = by, (Ts—T) + P, =0 111.64
meL mcp i+1 e(l 1—1) e(l l+1) SS(l s) T'T'(l r)+ i

Le schéma aval n’est pas adapté au modele. En effet, en adaptant I’équation 111.64
au nceud n, I’équation fait intervenir le nceud n+1 dont la température est inconnue. En

consequence, le modéle est congu sur un schéma amont.

111.4.2 Cavites latérales

Les cavités latérales sont réputées pour étre I’une des zones les plus difficiles a
modéliser avec précision. Ceci, parce que I’ecoulement de fluide dans ces cavités des
machines électriques est souvent plus complexe que I’écoulement sur les surfaces
externes. Cet écoulement depend de plusieurs facteurs incluant : la forme et la largeur
des chignons, les turbulences, la finition des surfaces du rotor et les effets de
ventilation dus a la superposition d’autres écoulements imposés par les p6les saillants
[40]. La plupart des auteurs ont formulé leurs résultats sur des études expérimentales
ou des études CFD. lls correlent leurs résultats dans la majorité des cas en utilisant la

formule suivante dans le cas ou il n’y aurait pas d’écoulement imposé :
h=a+b.V;¢ 111.65

Le coefficient a prend en compte la convection naturelle tandis que le terme b. V¢
prend en compte la convection forcee, avec V; la vitesse tangentielle a la surface du
rotor. Ce coefficient peut étre utilisé sur toutes les surfaces entourant la cavité [8].
Cette formulation a été établie sur des machines asynchrones avec un anneau de court
circuit au rotor [8] [48] [49] [50]. Cet anneau dispose souvent en surface de petites

pales qui brassent de I’air lorsque la machine est en rotation.

Pour le modeéle, ces transferts sont modelisés par le cas d’un disque tournant (le
rotor) en face d’une piéce fixe (les flasques) car le flasque rotor est lisse et ne dispose
pas d’élément pouvant brasser I’air dans les cavités. La Figure I11-32 illustre le

modele.
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1. Elaboration du modéle détaillé

ecoulement

disque tournant

pe)

———flasque

vy |

Figure 111-32: disque tournant en espace clos
Kreith [51] fournit des résultats expérimentaux exprimés selon le rapport du
nombre de Nusselt de ce cas de figure Nu au nombre de Nusselt Nu, du
refroidissement d’un disque en espace libre (voir la Figure 111-33). Le nombre de

Nusselt en espace libre est défini par I’équation suivante :

4a,

= mReblPrl’z 111.66
1

Nu,

RZ
% Re = “’T , le nombre de Reynolds,

% Nu,, , le nombre de Nusselt du disque en espace libre,
% a,, b, b, coefficients expérimentaux (voir Tableau I11-7).

Tableau I11-7: Coefficient de la corrélation de Kreith (Tp : température du disque)

IDomaln_e COI‘]dItIOI_‘lS de al bl b2 ',Reglme
d'application paroi d'écoulement
Re<180000 0,41 0,5 0,44 Laminaire

Tp uniforme 0,024 0,8 0,6
Re>250000 | Flux uniforme 0,031 0,8 0,6 Turbulent
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I1l.4 Modélisation de la convection dans la machine
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Figure 111-33 : Variation du nombre de Nusselt avec le nombre de Reynolds et le rapport géométrique e/R [51]
Le rapport e/R , le nombre de Reynolds et le nombre de Nusselt du disque en
espace libre nous permet d’avoir le nombre de Nusselt de la cavité. De ce nombre de

Nusselt est calculé le coefficient d’échange entre rotor et flasque selon I’équation

suivante :

Nu'lair
h=—"
R

111.67

Ce coefficient est le coefficient d’échange entre parois (rotor et flasque), ainsi le
coefficient d’échange entre ces parois et le nceud cavité est égale a 2 fois ce

coefficient.

Ce coefficient ne concerne que les parois latérales et non les parois supérieures et
inférieures de la cavité. N’ayant pas de modele pour ces cas, nous avons choisi
d’utiliser le méme coefficient sur les faces superieures (chignons) et sur les faces
inférieures (arbre) des cavités. L’application de ces relations au prototype a la vitesse

nominale de 170 tr/min donne hyotor—figsque = 18 W/(m?.K).

Il est toutefois important de souligner que les résultats de Kreith, sont sous forme
de courbe. Ne pouvant pas intégrer les courbes dans le modele, le rotor est modélisé
en considérant que e/R > 0,2 soit Nu/Nu, = 1 . Par ailleurs, dans la réalité nous
n’aurons pas toujours un disque en rotation. En effet, pour des raisons liées a la masse

ou au codt, le rotor est parfois realisé par un assemblage de toles magnétiques auquel
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1. Elaboration du modéle détaillé

cas on peut réaliser des ouvertures. Selon une autre configuration, le rotor peut étre
réalisé par mécano-soudure auquel cas, ce n’est pas un disque tournant mais plutét un
anneau qui est en regard du flasque statorique. Toutefois I’utilisateur dispose de la

possibilité d’imposer ces coefficients via I’interface de configuration du modeéle.

Owen et Rogers [52] ont établi les expressions donnant le nombre de Nusselt
moyen sur le rotor d’une cavité fermée. lls distinguent 4 régimes, les mémes qui ont
été présenté au chapitre 2 pour le calcul du coefficient de trainé dans une cavité. Les
corrélations qu’ils proposent données par les équations 111.68 a 111.71 (avec: G =
e/R), elles sont valident pour un fluide dont le nombre de Prandtl vaut 1 et pour un

profil de température quadratique sur la surface du rotor (T'(r) = T, + c.12).

Régime I (laminaire, faible espacement) : Nu = G~! 111.68
Régime 11 (laminaire, large espacement) : Nu = %Gl/loRel/2 111.69
Régime 111 (turbulent, faible espacement) : Nu = @G‘%Rey4 11.70
Régime I11 (turbulent, large espacement) : Nu = %G”“’Re‘*/5 .71

Boutarfa et Souad [53] proposent des corrélations permettant de calculer le nombre
de Nusselt moyen sur le rotor dans le cas d’un disque tournant en face d’un stator.
Leurs résultats ne sont pas reportés ici, car ils ont travaillé sur une configuration ou le

stator avait une ouverture axiale et la cavité était ouverte radialement.

111.5 Modélisation des transferts radiatifs

I11.5.1 Transferts radiatifs internes
Le transfert de chaleur par rayonnement a I’intérieur de la machine est

généralement négligé dans les travaux de modélisations thermiques des machines
électriques tournantes [24] [54]. En effet, Bertin [23] dans ses travaux a montré par
une étude détaillée que ce mode de transfert peut étre négligé. La prise en compte du
transfert radiatif peut éventuellement étre faite de maniere implicite en majorant le

coefficient de transfert convectif.

89

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



I11.5 Modélisation des transferts radiatifs

Le prototype utilisé pour cette étude est une machine fermée fonctionnant a des
faibles vitesses. Les coefficients d’échanges sont localement faibles. Il est donc
préférable de vérifier que I’influence du rayonnement peut étre négligée. Pour ce faire,
le coefficient linéarisé d’échange par rayonnement entre deux parois sera évalué et
comparé au coefficient d’échange par convection. Ce coefficient se calcule en divisant

la conductance de rayonnement défini par I’équation I11.7 par la surface S;.

o(T? + T7)(T: + T))
ray =71 _ 1 1_Eji 11.72

& 1
& t Fi' t Ej S]

Dans le cas de I’entrefer, le facteur de forme F;; vaut 1 puisque I’entrefer est étroit.
En considérant des cas extrémes ou les températures de surface sont voisines et
proches de 100 °C, et en prenant une émissivité relative au fer d’environ 0,4, il vient

thy,y = 3W/(m?.K). Cette valeur est relativement petite par rapport au coefficient

de convection dans I’entrefer qui vaut h,otor/stator = Nu.A/8 SOIt Ryoror/stator =

27 X Nu ; avec § = 1 mm (épaisseur d’entrefer) , A = 0,027 W /(m. K) (conductivité
de I’air) et Nu le nombre de Nusselt qui dépend du régime de la vitesse de rotation et
vaut au minimum 1 comme il a été montré (régime laminaire). Ainsi, le rayonnement
peut étre négligé en premiére approximation pour simplifier le modele. Un

raisonnement similaire conduirait aux mémes conclusions dans les caviteés.

111.5.2 Transfert radiatifs externes
Les transferts radiatifs externes ont lieu sur la virole, les deux flasques et la partie

externe de I’arbre d’entrainement. En considérant ces parois comme des corps noirs, le

coefficient de transfert radiatif s’écrit :

hray = gparoiJ(Tgazaroi + Tazmbiant)(Tparoi + Tambiant) 11.73

Dans le modeéle, le rayonnement externe est considéré en calculant le coefficient de
transfert radiatif de chaque paroi de maniére récursive jusqu’a la convergence des

températures.
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1. Elaboration du modéle détaillé

[11.6 Prise en compte de la variation des pertes avec la
température

111.6.1 Pertes induites dans les circuits magnétiques et les aimants
Dans le chapitre précédent, I’origine et certaines formules analytiques pour

calculer les pertes fer dans la machine ont été présentees. Ces formules montrent que
ces pertes dépendent principalement de la fréquence et de I’induction présente dans le
matériau. Une des particularités des MSAP utilisant des aimants de type terres rares
(Sm,Co,7; ou FeNdB) réside dans le facteur de puissance qui est relativement élevé,
typiquement supérieur a 0.9. Autrement dit, le niveau d’induction global dans la
machine électrique est principalement di au champ magnétique produit par les
aimants. En premiere approximation, on peut donc dire que ce sont les aimants qui
imposent le niveau d’induction dans le circuit magnétique et dans les aimants. Par
conséquent, ce sont les aimants qui conditionnent le niveau de pertes induites. Celles-
ci étant proportionnelles au carré de I’induction, si Br représente I’induction

rémanente des aimants permanents, on peut écrire la relation 111.74 :
2
Prer & Br 111.74

Or I’induction des aimants dépend de la température selon I’équation 111.75, avec :
Br, I’induction a la température de référence T, et S le coefficient de température de

I’aimant permanent (coefficient inférieur a 0).
Br = Bry[1+ B(T — Ty)] 111.75

On en deduit donc la relation I11.76 qui permet de prendre en compte la variation

des pertes fer avec la température des aimants dans une MSAP. OU, Pf,, sont les

pertes fer a la température de référence Ty.

Pror = Preroll + B(T — Tp)]? 111.76
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.6 Prise en compte € la variation des pertes avec la température

111.6.2 Pertes par effet Joule
L’équation I11.77 permet de calculer les pertes par effet Joule dans le bobinage

d’une MSAP, avec : p., la résistivité du cuivre ; J.r, la densité surfacique efficace de

courant dans le bobinage et V,, le volume de cuivre.

Py = Pcu ]eff2 Veu .77

Il est connu que les pertes par effet Joule varient avec la température a cause de la
variation de la résistivité du cuivre. La relation permettant de recalculer la résistiviteé
électrique a la température T est déecrite par la relation 111.78, avec : p.,, la résistivité
du cuivre a la température de référence T,. Les tempeératures dans cette équation sont

en degre Celsius.

T + 234,45

Pcu = Pcuo m 111.78

Cependant, il faut noter également que dans certains cas de fonctionnement, les
pertes Joule peuvent aussi évoluer en fonction de la température des aimants a cause
de I’accroissement de courant. Ceci est particulierement le cas lors d’une commande a
couple constant. En effet, dans ce cas, lors du fonctionnement, I’augmentation de la
température des aimants induit une chute de la constante de couple ce qui oblige, pour
garder le couple constant, a accroitre le niveau de courant dans le méme rapport. Dans

une commande a couple constant, on a alors la relation 111.79 :

Jerr = Br avec K = constante 11.79

La combinaison des équations 111.75, 111.77, 111.78 et 111.79 donne la relation 111.80
qui décrit la variation des pertes par effet Joule dans le cuivre (P.,,) en fonction de la
température du cuivre (T,,), de la température des aimants T,; et des pertes par effet

Joule initiales (P.,,) & la température de référence du cuivre (T,,) et des aimants
(Taio)-
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1. Elaboration du modéle détaillé

T, + 234,45] [ 1
Tewo + 234,451 L[1 — B(To; — Tai0)]? 111.80

Pcu=PcuO[

Les équations 111.76 et 111.80 sont implémentées dans le modele générique et
I’utilisateur dispose via I’interface de configuration du modele, des options de choix de
la prise en compte de la variation de ces pertes. Ces équations permettent de réaliser un
couplage «faible» entre le modéle thermique et le modéle électrique et

électromagnétique de la MSAP.

I111.7 Résultats du modele

Le modeéle générique d’une MSAP a été construit en utilisant la méthode nodale
conventionnelle. Le modéle a été développé sur le logiciel MATLAB. Un modele
simplifié et non générique du prototype a été aussi construit en utilisant la méthode en
T. Ces modeles ont été développés selon les échanges thermiques entre composants
définis par la Figure 111-34. Dans le cas des machines présentant de la résine de
surmoulage au niveau des chignons, il existe un contact entre les chignons et la virole,
dans ce cas I’échange entre les deux parties se fait par conduction. Dans les
paragraphes qui suivent, il sera présenté le circuit du modéle en T, puis I’étude de

sensibilité du modéle genérique.
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Figure 111-34: Echanges thermique dans la machine

111.7.1 Modéle simplifié en T du prototype

La Figure 111-35 présente le circuit du modele en T du prototype. Le modele est
constitué de 54 nceuds, parmi lesquels 48 sont des nceuds solides et 6 sont des nceuds
fluides. Chaque chignon est modelisé par deux circuits elémentaires 2D en T, le
premier représente la partie raccordant la couronne du chignon (zone 2 de la Figure
[11-24) a I’encoche et la seconde représente la couronne du chignon (zone 1 de la
Figure 111-24). Ce modele a été congu pour un fonctionnement normal ainsi une demi
encoche et le fer correspondant suffisent pour modéliser le stator. Bien que le régime
transitoire soit considére, les capacités thermiques n’ont pas été représentées par soucis
de clarte. De méme, des sources de chaleur ne sont pas représentées bien qu’elles
soient présentes dans les chignons, I’encoche, les dents, la culasse et les aimants. La
discussion de la comparaison entre le modele générique détaillé et le modele en T est

reportée dans I’article [55].
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1. Elaboration du modéle détaillé

O

() Ambiant

o Noeud fluide
¢ Noeud solide

ie

Flasque 1

2

Foulemenﬁ‘l

Houlement

Figure 111-35 : Modele en T du prototype

111.7.2 Sensibilité des résultats du modéle générique au maillage

L’ objectif de cette étude est de faire varier les parametres du maillage (voir Figure
[11-12) du modele générique afin d’avoir des résultats fiables avec un nombre minimal
de nceuds. L’étude se fait en régime permanent. Partant du maillage le plus grossier, le
maillage est affiné jusqu’a la convergence des resultats. Cependant le maillage est
tridimensionnel, de ce fait, les paramétres de maillage seront modifiés en cherchant a
avoir les mémes dimensions dans chaque direction du volume elémentaire. La Figure
I11-36 présente la forme et les dimensions du volume élémentaire du stator. Chaque jeu
de parametres du maillage définit les dimensions [, [,, L.

Figure 111-36: Forme d'un volume élémentaire du stator
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111.7 Résultats du modéle

Pour cette étude, les conditions aux limites et des sources de chaleur sont
localisées dans le bobinage, les dents, la culasse et les aimants. Ces dissipations ont été
calculées par le modéle électromagnétique du prototype. Les conditions aux limites ont
été calculées en considérant un vent de 10 m/s autour de la machine. Ces conditions
aux limites et ces dissipations ne varient pas au cours de cette étude. La température
maximale du bobinage et des aimants, le nombre de nceuds du modéle et le temps de
simulation sont calculés pour différents paramétres de maillage. La synthese de cette
étude est présentée par la Figure 111-37. La taille caractéristique des nceuds correspond

a la valeur maximale des dimensions [, [,, l; définis dans la Figure 111-36.

190 -

180 -

170 A
H Bobinage

B Aimants

Température maximale (°C)

110 55 27,5 12,7 6,7 51 38 32 25 1,5
taille caractéristique des noeuds (mm)

Figure 111-37 : Sensibilité du modéle au maillage du prototype

Le maillage grossier, c'est-a-dire le maillage pour lequel tous les parameétres de
maillage valent 1 nous donne des températures maximales d’environ 192,5°C et
155,5°C respectivement dans le bobinage et dans les aimants. Pour ce maillage, le
nombre total de nceud est 69. Pour le maillage fin de taille caractéristique 1,5 mm, ces
températures valent respectivement 172.3°C et 145.2°C pour un nombre total de
nceuds de 8136, soit une variation d’environ 20°C et 10°C respectivement dans le
bobinage et dans les aimants. Ce résultat montre bien I’influence du maillage sur les
résultats. 1l peut aussi étre constaté qu’a partir de la taille caractéristique de 3,2 mm,
les résultats ne varient presque plus en fonction du maillage. Cependant, a cette taille,

le modéle contient 7706 nceuds et le modéle commence a étre tres lourd pour
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1. Elaboration du modéle détaillé

I’ordinateur utilisé. Une étude a donc été menee en vu de réduire le nombre de nceud et
garder les mémes résultats. Pour cela, les paramétres du maillage les moins influents
au modele ont été réduits. A la fin de cette étude, les paramétres du maillage optimum
trouvé sont: N; =4; N, =N; =N,yy =1;N,, =15; N,. = Ng,. = N,,4 = 5 selon
la Figure I11-12. Pour ce maillage, nous avons 2609 nceuds avec une variation
maximale des mémes températures inférieure a 0,5 °C. Il est important de noter que ce
maillage est optimal pour le prototype. Pour une autre machine de dimensions

différentes, I’utilisateur devra rechercher le maillage optimal.

111.7.3 Résultats du modele et étude de sensibilité

La Figure 111-38 présente le champ de températures de la machine dans le plan
axial donné par le modele géenérique. Dans cette simulation, la variation des pertes par
effet Joule avec la température des aimants et du bobinage (couple constant) est pris en
compte. Les valeurs entourées représentent les températures moyennes de parties
mécaniques. Les valeurs en rouge représentent les températures maximales dans le
bobinage (encoche et chignons). Les températures des dents sont indiquées par ‘dt’

celles de la culasse par “‘cu’ et celle de I’encoche par ‘en’.

Ces valeurs pour I’instant ne sont que des premiers ordres de grandeur. En effet,
plusieurs parametres qui sont mal connus (résistance de contacts, coefficients
d’échange, conductivités thermiques) ont été utilisés dans le modele. L’influence de
ces parametres et d’autres paramétres bien connus (dissipations) sur les résultats du

modele sera étudié.
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Figure 111-38 : Champs de températures dans le plan axial
Pour cette étude de sensibilité, la procédure est la suivante : nous faisons varier les
parameétres jusqu’a ce que la température maximale du bobinage ou la température
maximale des aimants augmente de 10°C. Ceci est fait sous I’hypothése que ces
parameétres ne sont pas interdépendants, ainsi un parametre est modifié tandis que les
autres sont maintenus constants. Le cas de référence correspond au cas dont les
résultats ont été présentés sur la Figure 111-38. Les résultats de cette étude sont

présentés du Tableau I111-8 au Tableau I11-14.

Tableau I11-8 : Sensibilité aux pertes

Variation (%) Temp_érature maxi_male (°C)
Bobines Aimants
Cuivre +8 +10 +6,7
Aimants +50 +2,3 +10
Dents +225 +10 +8,4
Culasse +650 +10 +8,5

Le Tableau I11-8 montre qu’une incertitude de 50% sur les dissipations dans les
aimants nous conduirait a des résultats de simulation a 10°C pres dans les aimants et

2,3°C dans le bobinage. Cependant il faut noter que les pertes induites dans les aimants
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1. Elaboration du modéle détaillé

sont assez difficiles a calculées analytiqguement et que seule une analyse par éléments
finis 3D permet d’obtenir une précision suffisante.

Tableau I11-9 : Sensibilité aux émissivités des piéces externes

. Température maximale (°C
Variation (%) P - (€)
Bobines Aimants
Virole -99,9 +6,5 +5,5
Flasques -99,9 +4 +4,5

Le modele prend en compte le rayonnement des parties externes de la machine. Le
Tableau 111-9 montre que les résultats du modéle ne présentent pas une grande
sensibilité aux émissivités. Ce résultat reste toutefois limité a cette étude. En effet, en
convection naturelle, cette sensibilité augmenterait. Par ailleurs, I’émissivité d’une

piéce peut étre connue avec une bonne précision.

Tableau I11-10: Sensibilité aux coefficients de convection externes

. Température maximale (°C
Variation (%) 2 - (°C)
Bobines Aimants
Virole -24,4 +10 +8,5
Flasque -31,1 +9 +10

Le Tableau 111-10 montre que les coefficients de convection externes de la
machine ont une grande influence sur le modele. Une incertitude d’environ 30% sur
ces parameétres conduirait a avoir des résultats a environ 10 °C prés sur le bobinage et
les aimants. A noter que I’incertitude que nous avons sur ces coefficients peut étre plus
élevée que cette valeur car ils sont calculés a partir des corrélations issues de la
littérature pour des configurations qui ne correspondent pas exactement aux cas de la
machine. Par exemple, la convection forcée sur la virole est modélisée comme le cas

d’un écoulement sur une longue plaque a température constante.

Tableau I11-11: Sensibilité aux coefficients de convection internes

Variation (%) Température maxi_male (°C)
Bobines Aimants
Entrefer -98,2/+252 +1,69/-0,78 -9,5/+1,45
Cavité -62,4 +10 +19,43
Cavité rotor -99,9 +0,21 +0,37

Dans le modele, le coefficient de la cavité rotor a été fixé a 4 W/m?2K car aucun

modeéle n’a été trouvé dans la littérature. Les résultats du Tableau I11-11 révélent que
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ce coefficient n’a aucune influence sur le modele. Par contre le coefficient de

convection dans les cavités latérales a une influence non négligeable.

Nous constatons aussi que le coefficient d’échange dans I’entrefer n’a pas une
influence considérable sur le modele. De plus, lorsqu’on diminue ce coefficient de
98,2%, la température maximale des bobines augmente d’environ 2°C et celle des
aimants diminue d’environ 10°C. Par ailleurs, lorsqu’on augmente ce coefficient de
252%, la température maximale du bobinage diminue d’environ 0,8°C et celle des
aimants augmente de 1,45°C. Ce résultat est contraire a celui qu’on retrouve dans la
littérature traitant les machines asynchrones. En effet, pour ces machines, les
dissipations du rotor sont plus élevées que celles du stator, et le flux de chaleur étant
majoritairement radial, un coefficient d’échange élevé favoriserait dans ce cas le
refroidissement des parties plus chaudes localisées au rotor. Pour le cas du prototype,
nous avons plus de 80% des dissipations totales dans le cuivre au stator en régime
nominal. Un faible coefficient permet donc de diminuer le « chauffage » des aimants

par le cuivre tandis qu’un coefficient élevé favoriserait leur échauffement.

Les coefficients de convection dans I’entrefer et dans les cavités sont en réalité
couplés. Ces coefficients dépendent de la vitesse de rotation de la machine. Donc pour
une étude plus exacte, il aurait fallu considérer cette dépendance. La prise en compte
de cette dépendance s’avere difficile car a chaque vitesse de rotation correspond des

dissipations différentes dans la machine, donc nous nous limiterons a I’étude realisée.

Tableau I11-12: Sensibilité aux conductivités thermiques

Variation (%) Température ma_ximale (°C)
Bobines Aimants

Bobinage radiale -48,5 +10 +0,76
Bobinage axiale -98,4 +10 +0,41

Paquet radiale -54,3 +10 +7,4

Paquet axiale -99,9 +0.01 0

Aimants radiale -98 +0,84 +10
Aimants axiale -99,9 +0,07 +0,9

colle aimant -99,2 +0,86 +10

L’étude de sensibilité aux conductivités thermiques montre qu'il y a deux
conductivités qui ont une influence considérable sur le modéle : la conductivité radiale

du bobinage et la conductivité radiale du paquet de tdles. La conductivité du paquet de
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1. Elaboration du modéle détaillé

tole peut étre connue avec précision tandis que celle du bobinage peut avoir une
grande incertitude due a la présence des espaces d’air dans le bobinage et aux

corrélations utilisées pour le calcul de cette conductivité.

Tableau I11-13 : Sensibilité aux conductances de contact

Variation (%) Temp_érature maxi_male (°C)

Bobines Aimants
Encoche-dent -54 +10 +2,7
Encoche-Culasse -99,9 +3 +0,7
Cale-papier -99,9 -1,55 -6,6
Paquet-virole -66,6 +10 +6,5
Virole-Flasque -96,7 +10 +1,15
Tube-Flague Rotor -99,3 +0,86 +10
Arbre-Flasque Rotor -99,9 +0,14 +0,86
Flasque-Roulement -99,9 +0,03 +0,4
Arbre-Roulement -99,9 0 0

L’incertitude que nous avons sur les conductances de contact est trés élevée. Mais
dans la réalité, elle ne peut atteindre -99,9%, car ceci supposerait que le contact est
équivalent a une espace d’air de plus de 5 mm entre les deux pieces (ce qui est
impossible pour deux pieces en contact). Méme en supposant une erreur de -99,9%,
certaines conductances de contact (Encoche-culasse, Cale-papier, Arbre-Flasque
Rotor, Flasque-Roulement, Arbre-Roulement, Tube-Flasque Rotor, Virole-Flasque)
n’ont aucune influence sur le modéle. Les principaux contacts qui ont une influence

considérable sont les suivants : contact encoche-dent et contact paquet-virole.

Tableau I11-14: Sensibilité a la résistance totale du roulement

Température maximale (°C)
Bobines Aimants
| Roulement +400 +0,02 +0,25

Variation (%)

Dans le modele, le roulement est modelisé de maniére a ce que I’épaisseur d’air
équivalent modélisant tout le roulement soit de 0.3 mm [40]. En faisant varier la
résistance totale du roulement, nous constatons qu’il n’a aucune influence sur les

résultats du modéle.

Conclusion

Ce chapitre expose les détails de la construction du modéle thermique générique
d’une MSAP. Ce modeéle a été développé sous le logiciel MATLAB. Avec ce modele,
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I11.7 Résultats du modele

il est possible de simuler en régime permanent et en régime transitoire : le mode
dégradé, le cas d’un entrefer avec écoulement axial et les hautes vitesses de rotation
(prise en compte des coefficients d’échange adéquat a I’intérieur de la machine et des
termes sources visqueux). Nous avons aussi effectuée la comparaison entre la méthode
nodale conventionnelle et la méthode nodale en T [55]. Cette comparaison montre que
compte tenu du gradient de température dans le bobinage, le modéle nodal

conventionnel détaillé est plus précis que le modele simplifié en T.

Aprés la construction du modele générique, une étude de sensibilité du modele a
été effectuée. Ceci nous a permis de montrer que certains paramétres mal connus ont
une influence considérable sur le modele. Ces parametres sont: le coefficient
d’échange sur la virole et sur les flasques, le coefficient d’échange dans les cavitées
latérales, les conductances de contact encoche-dent, paquet-virole et la conductivité
thermique radiale du bobinage. Ainsi I’utilisateur du modéle devra donc, bien
connaitre ces parameétres afin d’avoir une bonne précision de calcul. Dans le cadre de
cette thése, avant la validation expérimentale du modele, ces parametres devront étre
identifiés. Dans le chapitre suivant, nous exposons la méthode d’identification qui

sera utilisée.
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AV

Identification des parametres du
modele

Dans ce chapitre, une méthode d’identification de 9 paramétres mal connus
(4 coefficients d’échange par convection, 4 conductances de contact, une
conductivité thermique) du modele thermique est développée. Cette
méthode consiste a transformer le probléme d’identification en un probléme
d’optimisation. Trois algorithmes d’optimisation sont étudiés : Gauss-
Newton, Levenberg-Marquardt et les algorithmes génétiques. Cette étude
permet de trouver I’algorithme le plus performant pour ce probléme
d’identification.
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IV. Identification des parameétres du modéle

Introduction

A ce niveau, nous disposons d’un modéle thermique générique d’une MSAP. Les
entrées du modele sont: les dimensions de chaque partie de la machine, les propriétés
thermo-physiques des matériaux constituants la machine, les sources de chaleur, les
coefficients d’échange, les conductances de contact et le paramétrage du maillage de la
machine. A partir de ces entrées, le modéle calcule les températures locales, moyennes

et maximales de chaque partie de la machine.

Une étude de sensibilité des résultats du modele sur un prototype a été effectuée.
Cette etude a révélé qu’il y a plusieurs parametres d’entrées qui ont une influence
considérable sur les résultats du modele. Certains de ces parameétres sont mal connus,
car ils sont issus des abaques, des formules empiriques et des corrélations qui ne sont

pas adaptées a la geomeétrie, les paramétres mal connus sont principalement:

% les coefficients d’échange convectifs sur la virole, sur les flasques, dans les
cavités latérales, dans I’entrefer ;

+ les conductances surfaciques de contact entre le fer stator et la virole,
I’encoche et les dents, la virole et les flasques, le tube rotor et les flasques
du rotor ;

¢ la conductivité radiale du bobinage.

Le but de ce chapitre est de présenter une méthode d’identification de ces
parametres a partir des résultats expérimentaux. Des algorithmes qui permettent de
trouver le jeu de paramétres permettant au modele de mieux simuler la réalité seront
construits. Cette tache d’identification permet au futur utilisateur du modele d’avoir

des bons ordres de grandeur de ces parametres.

V.1 Identification parameétrique du modele thermique

Dans les travaux de modélisation thermique des machines électriques, les auteurs
font toujours face au besoin de connaitre certains paramétres pour calculer avec
précision les températures. Ces parametres sont principalement: les coefficients

d’échange par convection et certaines conductances de contact ou résistances
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Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

thermiques de contact. La méthode généralement adoptée par ces auteurs est le

recalage du modeéle par des essais.

Bertin [1] dans ses travaux sur un moteur asynchrone a recalé la résistance
thermique de contact entre le stator et le carter, I’échange convectif dans le canal
statorique, I’échange convectif entre le carter et I’air extérieur, I’échange convectif
entre les chignons du stator et son environnement et I’échange convectif dans

I’entrefer.

Trigeol [2] a travaillé sur une machine asynchrone de 2 péles. Il réalise des
expériences ou les pertes dissipées sont bien connues. Il effectue le recalage en deux
étapes. Dans la premiere étape dont I’objectif est de recaler les inconnues liées au
stator, il utilise un rotor passif c'est-a-dire un arbre standard sur lequel est montée une
piéce en Ertalon de mémes dimensions que le rotor réel du moteur. Un tel équipement
a pour but d’étre passif et de produire dans la machine le méme écoulement d’air que
la machine réelle. Dans la deuxiéme étape il utilise la machine réelle pour valider le

recalage.

Broussely [3] a travaillé sur une machine asynchrone. Il effectue le recalage
paramétrique sur les résistances de contact et les transferts convectifs. Pour cela, il

réalise 4 expériences, parmi lesquelles une est faite avec la machine sans le rotor.

Zhu [4] a travaillé sur des machines asynchrones. Il a effectué deux expériences
qui permettent de maitriser les pertes induites dans la machine afin de corriger

quelques résistances thermiques.

Kylander [5] a travaillé sur un petit moteur asynchrone a cage. Pour le recalage, il
réalise plusieurs expériences avec la machine partiellement démontée. Les résultats de
ces expeériences sont comparés a des modeéles locaux en vu de déterminer les

parameétres (résistances de contact, coefficients d’échange).

Grobler [6] a travaillé sur une machine a aimants permanents a haute vitesse sans
encoche. Dans ses travaux, il identifie 4 résistances de contact (Carcasse-Fer, Fer-
bobinage, Carcasse-téte de bobine et Aimants-Fer rotor) et la résistance dans I’entrefer

(résistance de convection). Pour un méme point de fonctionnement, il a réalisée des
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IV. Identification des parameétres du modéle

experiences en convection forcée et en convection naturelle. Les résultats de recalage

ne sont pas les mémes en convection naturelle et en convection forcée.

Cette revue bibliographique montre que le recalage du modeéle est d’une grande
importance dans la modélisation thermique des machines électriques. Au vu de ce qui
a été fait, cette étape se révele delicate et nécessite beaucoup de moyens dans certains
cas pour la fabrication des maquettes non fonctionnelles. Outre cela il y a aussi la
nécessité de réaliser plusieurs expériences et plusieurs modéles thermiques locaux

pour le recalage de ces parametres.

Dans ce chapitre, une méthode inverse est développée pour I’identification des
parameétres influents et mal connus de notre modele. Cette méthode permet a partir des

mesures de température d’une expérience d’identifier ces parameétres.

IVV.1.1 Meéthodologie d’identification

Pour un probléme direct, la géométrie, les conditions aux limites, les propriétés
thermo-physiques sont connues et il est possible de calculer le champ de température
dans le systéme. Pour un probléme inverse, a partir de températures mesurées il faut
retrouver une ou plusieurs propriétés thermo-physiques et/ou des dimensions et/ou des
conditions aux limites. La Figure V-1 montre la différence entre un probléme direct et
un probleme d’identification (inverse). Dans un probleme d’identification de
parametres (Figure 1V-1.b), les entrées et les sorties du modele sont utilisées pour
identifier les paramétres du modele. Si le modele est linéaire, la relation entre les
entrées et les sorties sont régies par I’équation IV.1; avec:Y, X, A les matrices de
sorties, d’entrées et d’état du modele respectivement. Les paramétres a identifier sont
contenues dans la matrice d’état A. Il suffit donc pour un modeéle linéaire de diviser la
matrice de sortie Y par la matrice d’entrée X pour avoir les composantes de la matrice
A et en déduire les parameétres a identifier. La difficulté dans ce cas reside sur la

division de la matrice de sortie par la matrice d’entrée.

Y =A.X V.1
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Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

Eiitiass . Modele Températures ¢ .. » Modele Températures
Parametres (x) T(x) Parameétres (x) T
(@) (b)

Figure IV-1: Probleme directe(a);probléme d'identification (b)

Dans le cas du modéle thermique construit, le modele est non linéaire. En effet,
certains termes de la matrice d’état A (matrice de conductance) dépendent des
températures a calculer (prise en compte du rayonnement). La méthode
d’identification proposée est une méthode basée sur un processus itératif

d’actualisation des parametres jusqu’a ce que I’équation 1V.2 soit vérifiee.

Texpérimentale ~ Tmodéle V.2

La procédure de cette méthode est présentée sur la Figure IV-2. Par cette méthode,
le probléme d’identification devient un probleme d’optimisation qui consiste a
minimiser I’écart entre les températures expérimentales et celles du modele en
actualisant de maniere itérative les parametres. Le jeu de parametre trouvé x* permet

d’avoir un modele qui décrit au mieux le modéle physique étudié.

— @
Algorithmes de

[ g(x)=| T-T(x)| ]—) minimisation :

T min g(x)
Parametres x

x*=arg[min g(x)]

Figure 1V-2: Procédure d'identification
Cette méthode d’identification a été utilisée par Thomas [7] pour déterminer les
propriétés mécaniques des matériaux, ceci en utilisant le modele éléments finis de

déformation du matériau.
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IV. Identification des parameétres du modéle

Dans la partie suivante, le probléme d’optimisation paramétrique sera défini,
ensuite les méthodes d’optimisation envisagées seront présentées et enfin une

application de cette méthode sur le prototype sera faite.

1VV.1.2 Définition du probleme d’optimisation
Considérons le probleme d’optimisation Py présenté par I’équation 1V.3, avec X

I’ensemble sur lequel est défini le jeu de parametre x et f, la fonctionnelle a minimiser

(fonction objectif) a valeurs réelles dans R [8][9].

min f, (x)

P ° V.3
(Po) {12

La solution & ce probléme est le jeu de parametre x* = (X, v ver ver cer oo, X)) NOUS

présenterons dans la suite les moyens d’obtenir cette solution.

1V.1.2.1 Minimum local et minimum global
Généralement, les problémes d’optimisation tels que poses par I’équation 1V.3

admettent plusieurs solutions minimisant localement la fonction objectif. Ces solutions
sont des minima locaux. Ces minima sont des solutions du probleme d’optimisation
sur un sous ensemble de X. Le minimum de tous ces minima est le minimum global et
donc la solution du probléme sur tout I’ensemble X. Il est aussi possible que le
probléeme possede plusieurs minima globaux, dans ce cas I’utilisateur devra utiliser
certaines contraintes pour déterminer la bonne solution physique. L’un des principaux
problemes consiste a trouver le minimum global. Mathématiquement, x* est un

minimum global si et seulement si I’équation V.4 est vérifiée [10].
fox) <f,(x) Vx€eX V.4
De méme, x* est un minimum local si et seulement si I’équation 1V.5 est vérifiée.
JdJa €eR; / f,(x) <f,(x) pour |x*—x| <a V.5

La Figure 1V-3 illustre la différence entre un minimum local et un minimum global
pour une fonction a une variable. Sur cette figure, nous avons trois minimums locaux

(les deux points bleus et le point rouge) et un minimum global (point rouge).
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Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

f (ﬂ‘

X
L

Figure 1V-3 Fonction de f,: R — R présentant 3 minima locaux (bleu et rouge) et un minimum global (rouge)
Dans les problemes d’optimisation, la difficulté réside dans la démonstration de
I’existence et I’unicité d’un minimum global. Si f, est différentiable, x* est un

minimum si I’équation 1V.6 est vérifiée [8].
Vf,(x*) =0 V.6
Si en plus d’étre différentiable, la fonction f, est convexe alors I’existence et
I’unicité de x* sont garantis.
La fonction f, est dite convexe si et seulement si les équations IV.7 sont
veérifiées[8].
V (xy,x,) EX? etVa,p €[01]

ax; +(1—a)x, €X V.7

{fo(ﬁxl + (1= Bxx) < Bfo(x) + (1 = Bfo(x2)

La Figure 1V-4 nous montre un exemple simple d’une fonction convexe et d’une

fonction non convexe.

fit fey

Figure V-4 Fonction convexe (a) et non-convexe (b) de R — R
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IV. Identification des parameétres du modéle

Dans le cas des fonctions différentiables, le probléme d’optimisation repose donc
sur la convexité de la fonction objectif. Si cette fonction n’est pas convexe, la solution
déterminée peut étre un minimum local. La convexité peut étre facilement vérifiée
pour les problémes simples mais pour les cas pratiques, il est presque impossible de
veérifier la convexité de la fonction objectif. Dans ces cas, quel que soit I’algorithme
d’optimisation utilisant la technigue de différentiation, rien ne peut assurer la
convergence vers un minimum global. Dans la pratique, pour s’assurer de converger
vers le minimum global, on restreint le domaine d’étude et on s’assure que pour
plusieurs jeux de parametres initiaux différents, I’algorithme converge vers le méme
minimum. Une autre méthode consiste a utiliser des algorithmes d’optimisation

pouvant éviter d’étre piégé par un minimum local.

1V.1.2.2 Fonction objectif
La fonction objectif est a valeurs scalaires, cette fonction est généralement la

norme d’un résidu des réponses numériques et expérimentales pour les problémes

d’identification, elle est définie de la maniére suivante [10]:

fo(x) = %(rs(x»q IV.8

Avec :

% q ordre de lanorme ;

% 1.(x) résidu des réponses.

Le choix de la norme est d’une grande importance dans ce type de probleme. Dans
notre étude, nous avons choisi la norme Euclidienne, ou encore norme d’ordre 2. Pour

les raisons suivantes :

%+ C’est la norme la plus couramment utilisée dans les problemes d’optimisation.

% Kleinermann [11] a montré dans ces travaux que I’utilisation de cette norme
conduit a une convergence rapide.

¢ Elle rend la fonction objectif différentiable, ce qui permet d’utiliser la formule
IV.6.
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Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

Sous cette formulation, le probléme d’optimisation se réécrit de la maniere

suivante :

1
(Py) min(ﬁ)(x)=§”rs(x)”%) IV.9
x € R"

Le probléme d’optimisation ainsi posé est appelé probleme des moindres carrées

non linéaires.

Dans le cas ou les réponses sont des températures comme c’est le cas pour notre

étude, la fonction objectif se définie de maniere générale de la forme suivante :

Ne,Nt,Nr

fo(x) = z (T,-’;é“m(x)—Tji"pf V.10

i,j,k
Avec :

% N, le nombre de points de mesure de la température ;
% N, le nombre de pas de temps ;
s N, le nombre d’essais considéres ;

T, " température expérimentale du point de mesure k & I’instant j au cour de

I’essai i ;
< T (x) température du modele numérique du point de mesure k a I’instant j

au cours de I’essai i pour le jeu de parametre x ;

% x € R™estun n-uplet qui est le jeu des parametres a identifier.

Cette fonction peut se réécrire de la maniére suivante :

fo() = ) (T () = TSPV V.11

Avec N = N, = N, = N, est le nombre total de points de comparaison du modele

numerique au modele expérimental.
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IV. Identification des parameétres du modéle

1V.1.2.3 Méthodes d’optimisation
La résolution des problémes d’optimisation non linéaires tels que formulés par
I’équation IV.9 se fait par des méthodes itératives. On distingue généralement deux

types de méthodes [11].

1. Les méthodes de type gradient, ces méthodes déterministes de descentes
nécessitent une évaluation simultanée de la fonction objectif ainsi que de ses
dérivees par rapport aux paramétres. Comme exemple de ce type de méthode, nous
avons :

% La méthode de Newton,

% La méthode quasi-Newton,

¢+ La méthode de la plus grande pente,

% La méthode du gradient conjugue,

% La méthode de Levenberg-marquart,

% La méthode de Gauss-Newton.

2. Les méthodes d’ordre 0. Elles ne nécessitent aucune information sur les dérivés de
la fonction objectif. Comme exemple, nous avons :

% La méthode du recuit simulé,

R/

+» La méthode de recherche avec tabous,

L)

>

*,

%

La méthode des algorithmes de colonies fourmis,

0‘0

La méthode par essaims de particules,

>

L)

0

La méthode des algorithmes génétiques.

Dans cette étude, deux méthodes de type gradient (Gauss-Newton et Levenberg-
Marquart) car elles sont adaptées aux problemes des moindres carrés, et une méthode

d’ordre 0 (Algorithmes Génétiques) seront utilisées[10].

1V.1.2.3.1 Méthode de Gauss-Newton et Levenberg-Marquardt
Selon cette méthode, le minimum de la fonction objectif est trouvé par des

itérations successives. D’apres I’équation 1V.6, il vient :

Vie(x) =](x)r(x") = 0 V.12
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Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

Avec ] la matrice Jacobienne dont les éléments sont les dérivés partielles de
chaque point de comparaison par rapport a chaque parametre. Ses composants sont

donnés par I’équation 1V.13.

B arsi(x(k)) B aTinum(x(k))

V.13

Jij

Par ailleurs en faisant un développement en série de Taylor d’ordre 1 de la réponse

numérique, il vient:

aTinum (x (k))

ax]'

T (x® + Ax) = T ™ (x®)) + (x D) — x () V.14
En notant que x*+V = x® + Ax, larelation de récurrence 1V.15 est obtenue, ou

JT est la transposée de la matrice J.
JTJ (D — x(®)) = —J T, (k) V.15

L’utilisation de la méthode Gauss-Newton passe donc par I’implémentation de
cette équation. L’une des difficultés qui peut étre rencontrée est celui de I’inversion de
la matrice carrée J7/. Cette matrice peut souvent étre mal conditionnée. Dans ce cas, la
solution n’est pas unique et certains parametres sont corrélés entre eux. Il faudrait donc
trouver les méthodes d’inversions appropriées. Une autre difficulté geénéralement
rencontrée est celle de la stabilité de I’algorithme. En effet pour certains problemes,
I’algorithme de Gauss-newton peut devenir instable proche de I’optimum. La Figure
IV-5.a illustre par un exemple simple d’instabilité de la méthode de Gauss-Newton.
Sur ces figures, le jeu de parameétres initial est x,,, a chaque itération, I’indice du jeu de
paramétre incrémente. Comme il peut étre constaté sur la figure de gauche, a
I’approche du minimum, la méthode commence a devenir instable. A partir de x; la
méthode commence a osciller autour de P'optimum x* (x; < x™,x, > x%,x3 <

X5, x4 > X7, 0).
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IV. Identification des parameétres du modéle

AM(x) Af(x)

A

)io X1
(a) (b)

Figure IV-5 : Probléme de stabilité de la méthode de Gauss-Newton : (a) instable ; (b) stable

Pour remédier a ce probléeme, Levenberg puis Marquardt [12] ont proposé
d’utiliser un multiplicateur positif dit de Lagrange 4,,,. Ce parametre permet d’amortir
la vitesse de descente a I’approche de I’optimum. Leur méthode consiste a reformuler

la relation de récurrence (I1V.15) en la réécrivant de la maniere suivante :
U7+ A D) (x D — x®) = — T (xF) V.16

Ou I est la matrice identité.

La difficulté de leur méthode réside dans le choix du paramétre A,,,. L’ajout de ce

parametre a plusieurs effets, parmi lesquels :

< Pour A, > 0, la matrice JT] + A,,,1 est définie positive, ce qui assure son
inversion.

% Si A,,, est trop petit, le pas d’actualisation du paramétre est aussi grand, ce
qui est un atout positif au début de I’algorithme.

% Si A, est trop grand, le pas d’actualisation est petit ce qui permet d’éviter

les instabilités a I’approche de I’optimum.
Ma et Jiang [13] proposent un compromis entre les conséquences précitées et
écrivent le paramétre de Levenberg-Marquardt comme suit :

Ao = 0l @I+ (1 = O R @)l V.17

Les méthodes Gauss-Newton et Levenberg—Marquardt, ne permettent pas de

conclure que la fonction objectif est convexe et donc de I’unicité de la solution.
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Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

L approche que nous utiliserons pour s’assurer de la robustesse de ces méthodes est
d’étudier un ensemble de points de départ tres éloignés les uns des autres et encadrant
les ordres de grandeur présumés des parametres a identifier et s’assurer que tous

convergent vers les mémes résultats.

Les méthodes d’optimisation décrites ci-dessus restent valables dans un voisinage
du point optimal. Dans la pratique, I’espace de recherche des parametres peut étre tres
vaste et le jeu de parametres initiaux trés éloigné du jeu optimal, ce qui conduira

nécessairement a la convergence vers des minimums locaux.

Les méthodes d’ordre O s’averent plus robustes pour ces types de probleme, en

I’occurrence les Algorithmes Génétiques (AG).

1V.1.2.3.2 Algorithmes génétiques
Jouffroy [14] a utilisé des algorithmes génetiques pour I’identification des modeles

thermiques des satellites. Ses résultats montrent bien que ces algorithmes sont tres

efficaces pour I’identification paramétrique.

L algorithme génétique est un algorithme base sur la métaphore biologique c'est-a-
dire inspirée des mécanismes de la sélection naturelle et de la génétique de I’évolution
[15]. L’algorithme génétique fait evoluer une population d’individus de génération en
génération, jusqu’a une génération dont les individus sont presque tous identiques. Le
passage d’une génération a une autre se fait par 4 opérations: I’évaluation, la

sélection, le croisement et la mutation.

Evaluation : I’algorithme évalue le critere f, (fonction d’adaptation ou fitness) de
chaque individu de I’ancienne population. Cette fonction permet d’évaluer les chances

gu’un individu a de s’adapter a la génération suivante.

Sélection : I’algorithme génétique sélectionne les individus. Il existe plusieurs

techniques de sélection, parmi lesquelles nous avons :

%+ Selection par rang : ici les individus sont choisis sur la base du critere f,.
Seuls les individus les mieux adaptés gagnent la compétition de la
reproduction tandis que les moins adaptés meurent (éliminés) avant la

reproduction.

120

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



IV. Identification des parameétres du modéle

¢+ Probabilité de sélection proportionnelle a I’adaptation : pour chaque
individu, la probabilité d’étre sélectionné est proportionnelle a son
adaptation au probléme.

¢+ Sélection par tournoi : cette technique utilise la sélection proportionnelle sur
un groupe d’individus tiré aléatoirement dans la population, I’individu du
groupe qui a le meilleur score d’adaptation est choisit pour la génération
suivante, I’individu de plus faible score est éliminé de la population et le
reste des individus sont remis dans la population pour un nouveau tirage.

*,

» Sélection uniforme : la sélection se fait aléatoirement, uniformément et sans

D)

intervention de la valeur d’adaptation. Les individus ont donc la méme

probabilité d’étre sélectionné.

Apres la sélection, I’algorithme recombine les individus sélectionnés au moyen
d’opérateurs génétiques tels que le croisement et la mutation. Ces deux opérateurs sont

appliqués respectivement avec des probabilités fixées P., P,,.

Croisement : il symbolise la reproduction en associant des individus de la
population. Dans notre étude, cette opération consistera a la combinaison linéaire des
chromosomes (parametres) de deux individus parents pour générer deux individus
enfants. Pour ce faire, un nombre aléatoire entre zéro et un est généré pour construire

les enfants selon I’équation 1V.18 et la Figure 1V-6.

0<p<1 - {Pi_enfantl = epi_parentl + (1 - G)Pi_parentz V.18
B - ' Pi_enfantz = (1 - G)Pi_parentl + Qpi_parentz .
P Py | eeeereeeneensnnnns By | s B, [|parentl
B = I 2 E, |parent2

Pj S P:' .................... Pn E‘Tlfﬂ?l tl

2 = 2P P B, enfant2

Figure 1V-6: Schéma de croisement

121

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

Mutation : en biologie, ce terme désigne des changements dans la séquence de
I”’ADN des individus. Dans le domaine de I’algorithme génétique, la mutation consiste
a modifier de facon aléatoire une partie des génomes de certains individus de la
population concernée a travers le taux de probabilité de la mutation P,,. L opérateur ne
s’applique pas a tous les individus de la population a chaque génération. Il permet
ainsi, tout au long de I’algorithme, de maintenir une certaine hétérogéneité dans la
population et ainsi d’éviter une convergence trop rapide vers un optimum local. Un
taux de mutation B,, élevé risque de produire une dispersion aléatoire importante de la

population et de ralentir la convergence de I’algorithme.

L’ algorithme génétique est I’assemblage des étapes de sélection, croisement,
mutation et évaluation jusqu’a un test d’arrét. L’organigramme de la Figure V-7

présente les étapes d’exécution.

Il'y a donc trois parametres de base au fonctionnement d’un algorithme génétique :
le nombre d’individus dans la population, le taux de croisement et le taux de mutation.

Trouver de bonnes valeurs a ces parameétres est un probleme parfois delicat.

Création de la population initiale

<
-

 J
Evaluation de la population initiale

Sélection des meilleurs individus

Reproduction (croisement, mutation)

critere d'arrét
vérifié

Oui

Meilleur individu de la population

Figure 1V-7: structure de I’algorithme génétique
IVV.1.3 Application a I’identification du modéle thermiques
Il a été montré que le probléeme d’identification paramétrique est un probléme

d’optimisation. Trois méthodes d’optimisation ont été détaillées: la méthode de
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IV. Identification des parameétres du modeéle

Gauss-Newton, la méthode de Levenberg-Marquadt et la méthode des Algorithmes
Génétiques. Les insuffisances et les avantages de chaque méthode ont été exposés. A
présent, ces méthodes sont appliquées a I’identification des parametres du modeéle

thermique du prototype.

L’étude de sensibilité du modele du prototype a montré que certains parametres

mal connus ont une influence considérable sur les températures (Tableau 1V-1).

Tableau 1V-1: Parametres mal connus et influents sur les résultats du modele

Coefficient d'échange convectif
Virole influence globale
Flasque influence globale
Cavité influent sur les aimants
Entrefer influent sur les aimants

Conductance de contact
Encoche et dent influent sur le bobinage
Stator virole influence globale
Virole et flasques influence globale
Tube et flasques rotor |influent sur les aimants
Conductivite

Radiale de I’encoche | Influence sur bobinage

Pour tester I’efficacité les algorithmes d’identification, nous allons donc utiliser
comme résultats expérimentaux, les résultats du modeéle. C'est-a-dire que pour un jeu
de parametres nominal fiXé x,,mina;,» 1€S températures issues de la simulation
Tsimulé

n

o< seront  utilisées comme  températures  experimentales  (équation 1V.19).

L’identification de ces parametres se fera en régime permanent.

expérimental _ simulé
T — fnominal V.19

Le Tableau V-2 suivant présente les valeurs nominales des paramétres a atteindre

par I’identification.

La résistance thermique de la bille des roulements n’a aucune influence sur le
modele numérique. Mais compte tenu de la difficulté de modéliser les roulements,
nous nous intéressons a cette résistance juste pour la validation de la méethode de

modélisation.
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Iv.1 1dentification Parameétrique du modeéle thermique

Tableau 1V-2: Valeurs des paramétres a atteindre par le I’identification

Coefficient d'échange convectif (W/K.m?) | Désignation
Virole 15 hl
Flasque 15 h2
Cavité 56 h3
Entrefer 42 h4

Conductance de contact (W/K.m?) Désignation
Encoche et dent 250 gl
Stator virole 1500 g2
Virole et flasque 1500 g3
Tube et flasques rotor 1500 g4

Conductivité (W/K.m) Désignation
Radiale encoche | 0,65 lam
Résistance thermique (K/W) Désignation
Billes de roulements | 2 R

La Figure IV-8 présente la localisation des différents points de mesure de
température pour identifier ces parametres. Ces lieux ont été choisis compte tenu de
leur sensibilité aux divers parameétres a identifier. Au rotor, il y a 3 mesures de
température. Lors des essais, pour mesurer ces températures locales, un collecteur
tournant sera utilisé. Positionner des capteurs sur les pistes de roulement des
roulements a billes (positions 12 et 13) n’est pas réalisable ; ces positions sont
considérées juste pour cette étude de simulation. Sur cette méme figure, les parametres
a identifier sont représentés en bleu. 1l y a donc au total 13 mesures de température
pour 10 parameétres a identifier, donc le probleme est surdéterminé. Selon les équations
IV.9etIV.10il vient: N = 13 et x € R,

h : Coefficient d'échange
9 : Conductance de contact

R : Resistance thermique

lam : Conductivité thermique

@ Localisation des thermococuples

a)

Figure 1V-8: Localisation des mesures de température et des parametres a identifier
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IV. Identification des parameétres du modéle

IV.1.4 Résultats de I’identification des parametres
L’objectif est de retrouver par les méthodes d’identification le jeu de paramétres

nominal utilisé pour le calcul des températures expérimentales simulées (x* =
Xnominar)- L€ Calcul du coefficient de Levenberg-Marquardt a été fait par I’algorithme

proposé par Madsen et al [16].

Les résultats de I’identification par les trois méthodes sont présentés sur la Figure
IV-9. La figure de gauche présente le rapport des parametres identifiés sur les
paramétres nominaux (x*/ X,omina)- Celle de droite montre I’évolution de la

convergence des 3 méthodes.

L’ algorithme génétique (AG) a éte utilisée avec une taille de population de 400
individus et un taux de croisement et de mutation de 0,95 et 0,1 respectivement.
Plusieurs jeux de parameétres initiaux pour la méthode de Gauss-Newton (GN) et
Levenberg-Marquardt (LM) ont été utilisés, nous avons constaté que pour certains jeux
de parametres les deux méthodes ne convergeaient pas vers le jeu de parameétres
nominaux. Des instabilités de la méthode de GN pour certains jeux initiaux ont aussi
été observées.

Au vu de ces réesultats, les méthodes de GN et LM sont plus précises que les AG et
de plus la méthode des AG nécessite plus de ressource informatique que les autres
méthodes. D’aprés les courbes de convergence, la méthode de GN converge

rapidement. Au bout de 10 itérations I’identification est déja faite.

1,10 45

1,05

1,00 mGN

LM 15
810
AG 5
0 e

13 5 7 91113151719 2123 2527 29 31 33 35373941
Itération

0,95

0,90

0,85

=GN LM AG

Figure IV-9 : Résultats d'identification

Ces résultats correspondent a un cas idéal ou les mesures de températures sont les

résultats exacts du modele. Dans la réalité, les mesures sont égales aux résultats du
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IV.1 Identification parameétriqgue du modeéle thermique

modele plus les différentes erreurs (erreur de modele, erreur de mesures) plus le bruit
de mesure. Pour nous rapprocher de la réalité et tester I’efficacité de ces méthodes, des
perturbations aléatoires ont été ajoutées aux températures expérimentales simulées.

Ainsi les températures expérimentales sont construites selon I’équation 1V.20.

V.20

expérimentale _ mmodele pertubations
Tsimulée - Txnominal +T

En supposant que ces perturbations prennent des valeurs aléatoires dans la plage
de £2°C, nous avons générer 20 jeux de TP**P91™ contenant 13 températures prises
chacune aléatoirement dans cette plage. Pour chaque jeu de perturbation, la
température expérimentale simulée est construite et I’identification des parameétres est

lancée par les 3 méthodes.

Les résultats de ces identifications sont présentés par la Figure 1V-10. Cette figure
présente la valeur moyenne du rapport des parametres identifiés sur les paramétres
nominaux pour les 20 jeux de perturbations (xy.oyenne/ Xnominar)- SUr cette figure, le
rapport des valeurs maximales et minimales des 20 jeux de perturbations est aussi
présenté. Aucun résultat n’a été obtenu avec la méthode de GN. En effet, tous les jeux

de parametres initiaux qui ont été utilisés n’ont pas permis a I’algorithme de

converger.
Rapport de la moyenne des parameétres identifiés sur les
parameétres nominaux
6,00
5,00
4,00
3,00 T BAG
2,00 p— ELM
1,00 w1
0,00
hl h2 h3 h4 gl g2 g3 g4 lam R
-1,00

Figure 1V-10: Paramétres identifiés avec perturbations
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IV. Identification des parameétres du modéle

Ces résultats montrent que les parametres de grande sensibilité sont identifiés avec
une bonne précision, c’est le cas des parameétres h1 (coefficient de convection sur
virole) et h2 (coefficient de convection sur les flasques) qui sont les parameétres les
plus sensibles du modéle thermique. Le coefficient d’échange dans I’entrefer h4 a une
légére influence uniquement sur la température des aimants. La résistance de la bille
qui n’a aucune influence est identifiée avec une grande erreur. La valeur minimale de
I’identification de ce paramétre par la méthode de LM est négative. Ceci s’explique
par le fait que I’espace de recherche des parameétres par la méthode de LM est ouvert et
donc I’algorithme peut converger vers n’importe quel nombre réel. Bien que les AG

soient plus lents, ils sont plus robustes que la méthode de LM.

Une des principales difficultés rencontrées avec la méthode de LM est le choix du
jeu de parametres initiaux. En effet, les résultats dépendent de ce jeu. Pour converger
vers des bons résultats, il faudrait que le jeu initial soit suffisamment proche des
paramétres. Dans la réalité, les parametres du modele a identifier ont une grande
incertitude, il serait donc difficile de trouver un jeu de parameétres assez proche des
paramétres réels. L’AG semble donc la meilleure méthode pour ce probleme
d’identification bien que le paramétrage (taille de la population, taux de mutation et

taux de croisement) requiert une bonne intuition.

IVV.2 Conclusion

Une méthode d’identification des parametres mal connus du modele thermique a
été mise en ceuvre. Au préalable, il a été montré que ce probléme d’identification
paramétrique est un probléme d’optimisation. A partir des différentes définitions des
concepts propres aux problemes d’optimisation, trois différents algorithmes
d’optimisation (Gauss-Newton, Levenberg-Marquardt et les algorithmes génétiques)
ont été présentés et testés. La mise en application sur le prototype pour I’identification
de 10 parametres avec 13 mesures de température a montré que ce sont les

Algorithmes Génétiques qui sont les mieux adaptés pour ce probleme d’identification.

La méthode d’identification étant construite, il ne nous reste plus qu’a mener des

expériences réelles en vu d’identifier ces parametres et valider le modele.
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IV.2 Conclusion
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Validation du modele

Le but de ce chapitre est de valider le modéle thermique qui a été construit.
Ce chapitre débute par la présentation de I’instrumentation du prototype et
du banc d’essai. Les incertitudes de mesure sont ensuite analysées. Puis les
différents essais réalises afin de valider le modéle sont décrits. La derniére
section de ce chapitre concerne les résultats des essais pour I’identification
des parameétres et la validation du modele.
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V. Validation du modéle

Introduction

A ce niveau, le modéle thermique générique a été construit. L’étude de sensibilité a
montré qu’il y a des parametres mal connus qui ont une influence sur le modéle. Ces
paramétres sont principalement certaines résistances de contact (Virole-Fer stator ;
Bobinage-Fer stator), certains coefficients d’échange (Sur virole, Flasque et cavités
latérales) et la conductivité thermique radiale du bobinage. Dans le chapitre précédent
une méthode d’identification de ces parametres a partir des resultats expérimentaux a

été developpée.

L’objectif de ce chapitre est double. Il sera question d’identifier ces parametres et
de valider le modéle. Pour parvenir a ces buts, le prototype sera instrumenté de
maniére a mesurer les températures nécessaires, le banc d’essai sera construit et enfin,

des tests seront effectués.

V.1 Instrumentation du prototype

Le prototype est instrumenté avec des thermocouples pour mesurer les
températures. Ces thermocouples sont fixés a plusieurs endroits de la machine afin
d’avoir assez de mesures pour connaitre le champ de température de la machine. Les
résultats préliminaires du modéle permettent d’avoir une idée des lieux de la machine
ou le gradient de température est elevé (dans le sens radial au sein du bobinage de la
machine) et des lieux ou serait localisée la température maximale sur chaque
composant. Ainsi, les thermocouples sont fixés dans le but de mesurer la température
maximale de chague composant, principalement celle du bobinage et des aimants et

dans le but de pouvoir identifier les paramétres du modéle.

V.1.1 Les thermocouples

Ce type de capteurs de température a eté choisi pour ce travail car ce sont les
capteurs couramment utilisés et fabriqués au sein du laboratoire (CETHIL) et aussi
pour leur large étendue de mesure des températures (de -270°C a 1370°C pour le type
K [1]) par rapport aux thermistances couramment utilisées qui supportent une
température maximale de I’ordre de 150°C [2]. En effet, les résultats préliminaires des

simulations montrent qu’il est possible de depasser cette température. D’autre part, les
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V.1 Instrumentation du prototype

thermocouples sont petits et donc faciles a intégrer a la machine, notamment au niveau

des bobinages.

Le fonctionnement des thermocouples repose principalement sur I’effet Seebeck.
L’effet Seebeck concerne les effets thermoélectriques de production de courants qui se
manifestent dans un circuit constitué de deux métaux dont les deux soudures se
trouvent a des températures différentes. En 1821, Thomas Johann Seebeck a constaté
que lorsque deux fils composés de métaux différents sont raccordés a leurs extremités
et que I'une d'elles est chauffée, il se produit une circulation de courant continu dans le
circuit (Figure V-1.a). Si le circuit est coupé, une tension apparait (Figure V-1.b).
Cette tension est une fonction de la température et du coefficient de Seebeck qui

dépend du couple de conducteur utilisé.

Conducteur A
+ Conducteur A
TO T T
' Ens L
Conducteur B - Conducteur B
T, > T,
a) b)

Figure V-1: Couple thermoélectrique

Nous avons choisi les thermocouples de type K (conducteur A : Nickel-Chrome
(Chromel) ; conducteur B : Nickel-Aluminium (Alumel)). Ce type de thermocouple est

bon marché et présente des dérives a partir de 800 °C. L’incertitude moyenne des

thermocouples utilisés est de +0,1 °C de —40°C a 375°C. Leur sensibilité moyenne
est 41 uV /°C dans la plage de —270°C a 1270°C [1].

V.1.2 Instrumentation du stator
Le stator est instrumenté de thermocouples axialement sur trois plans (A, B, C), le

plan milieu et les deux plans extrémes (Figure V-2).
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V. Validation du modéle

. Coté
Entrainement

Paquet de tdles
Figure V-2: Plan d'instrumentation axial du stator

Pour chaque plan, trois zones sont instrumentées. Ces zones sont présentées par la
Figure V-3.a. Le prototype comporte 72 encoches. La premiere, la dix-huitiéme et la
trente-sixieme encoche ont été instrumentées. La partie de fer correspondant a ces
encoches est aussi instrumentée. Trois zones ont été instrumentées pour avoir des
redondances, car la fixation des sondes est délicate et il est possible d’en perdre
plusieurs au cours de la manutention de la machine. Pour chaque zone, 7
thermocouples sont fixés: 3 dans le bobinage, 2 sur les dents et 2 sur la culasse
(Figure V-3.b).

Virole

—Fer Stator

—Capteur de température

Paquet de toles ;__'—:3

[solant d'encoche

Bobinage

Cale
(a) (b)
Figure V-3 : Zones d'instrumentation par plan(a) ; Instrumentation par zone (b)
Le choix d’une telle instrumentation est justifié par les raisons suivantes :
¢+ Evaluer les résistances de contact entre le stator et la virole et entre le bobinage

et le paquet de tbles. En effet pour évaluer ces résistances de contact, il serait

judicieux de positionner les capteurs a des lieux sensibles a ces contacts.
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V.1 Instrumentation du prototype

% Evaluer le coefficient d’échange dans I’entrefer. Pour ce faire, les parties
internes du stator nécessitent une instrumentation.

s D’apres les résultats préliminaires du modele en fonctionnement nominal, le
point le plus chaud du stator se situe au centre du bobinage dans I’encoche, un
capteur y est placé pour mesurer la température a ce point. Il est a rappeler qu’
il y a un gradient d’environ 18 °C radialement et 5 °C dans le sens angulaire
dans I’encoche, d’aprés les simulations en fonctionnement au régime nominal,
par conséquent il serait intéressant d’y insérer plusieurs capteurs pour mieux
apprécier ce gradient et déterminer avec précision la conductivité thermique du
bobinage. Compte tenu du fait que I’augmentation du nombre de capteurs dans
I’encoche diminuerait le taux de remplissage de I’encoche donc la diminution
de la conductivité thermique du bobinage, le nombre de sondes a été limité a 3

par encoche.

Nous avons donc un total de 63 thermocouples pour le stator. Ces thermocouples
font 50 um de diametre. Ce choix a été fait pour réduire les intrusions. Mais ce choix a
rendu I’instrumentation assez délicate. En effet, fixer ces capteurs nécessitent
d’intervenir lors de I’assemblage du stator. Cette opération d’assemblage est composée
de plusieurs phases. Le paquet de toles est livré déja assemblé. Les thermocouples sur
le fer stator (Culasse et dent) sont fixés. Pour cela, des rainures sur le fer sont réalisées,
les capteurs sont positionnés dans ces gorges puis elles sont refermées par de la résine
(voir Figure V-4). Une fois que la résine a séché, les débordements de résine sont
poncés afin d’avoir des surfaces lisses. Tous les thermocouples sortent vers le plan A
(voir Figure V-2). L’encoche étant tres étroite, des gorges n’ont pas pu étre réalisées a
I’intérieur de I’encoche. Ainsi, les thermocouples ont été fixés avec de I’adhésif en

Aluminium sur les surfaces de I’encoche.
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Rainure
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Figure V-4 : Exemple d'instrumentation d*une dent du prototype

Apres cette étape, le paquet de tbles instrumenté est envoyé chez le bobineur pour
étre bobiné. L’opération de bobinage comprend différentes étapes: isolation des
encoches, insertion des bobines, soudures des cables et imprégnation au vernis. Lors
de I’insertion des bobines dans les encoches, des capteurs sont fixeés en les collant sur

les fils avec de I’adhésif en Aluminium.

V.1.3 Instrumentation des tétes de bobines
Les tétes de bobine, autrement dénommées chignons, sont les lieux ou se trouve

généralement le point le plus chaud de la machine en fonctionnement nominal d’apres

les résultats préliminaires du modele, ce qui est aussi en conformité avec la littérature.
Dans notre cas, I’instrumentation des tétes de bobine vise a :

¢+ Valider la température au sein des tétes du bobinage ;

+¢ ldentifier les coefficients d’échange convectif autour des tétes de bobine.

Compte tenu de ces objectifs, nous avons instrumenté les tétes de bobine de la
maniere suivante : nous avons fixé les sondes sur trois zones par téte de bobine
correspondant aux trois zones d’instrumentation du stator. Trois thermocouples par
zone, soit un total de 18 capteurs pour les deux tétes de bobinage. La figure suivante
illustre I’instrumentation d’une zone des tétes de bobine. L’instrumentation des tétes
de bobine s’est faite lors du bobinage. Des thermocouples de 80 um de diamétre ont

été utilisés.
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V.1 Instrumentation du prototype

—>» Vers encoche

Capteur

Figure V-5:Instrumentation d’une zone des tétes de bobine

La photographie suivante montre le type de bobinage du prototype et
I’instrumentation des chignons. La machine est bobinée en 6 phases. Le bobinage est

de type dentaire, double couche et superpose.

Figure V-6 : Photo du bobinage du prototype et de I'instrumentation du bobinage
V.1.4 Instrumentation du rotor
Ici le rotor concerne toutes les parties tournantes, c'est-a-dire les aimants, le tube,
les flasques du rotor, et I’arbre.

L acquisition des mesures du rotor est délicate, car les éléments sont en rotation.
La technique que nous avons choisie est d’utiliser un collecteur tournant. La Figure
V-7 illustre la position des capteurs sur le rotor. Nous avons au total 10 capteurs sur le
rotor. Trois capteurs ont été collés sur le flan d’une rangé d’aimants dans le sens axial.

Nous avons utilisé des thermocouples de 80 pm.
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Position des therm ocoupl es

Rangée d'aimants Thermocouples

(a) (b)
Figure V-7: Positionnement des capteurs sur le rotor (a) ; Fixation des thermocouples sur les aimants (b)

V.1.5 Instrumentation de la virole
L’instrumentation de la virole doit permettre de :

7

+» Calculer la conductance de contact entre stator et virole ;

L)

*

*,

*

Calculer le coefficient d’échange externe ;

D)

*

)

*

Calculer la conductance de contact virole et flasques ;

L)

*

D)

*

Avoir le champ de températures axial et angulaire.

L)

Pour ce faire, la virole a été instrumentée sur 5 plans : les deux plans extrémes en
vue de caractériser la conductance de contact virole-flasque et les trois plans
correspondant aux plans d’instrumentation du stator (voir Figure V-8). Dans chaque
plan, trois zones sont instrumentées. Elles correspondent aux zones d’instrumentation
du stator. Dans chaque zone, un capteur est placé dans la virole. Ce qui correspond a

un total de 15 capteurs de 80 um dans la virole.

La Figure V-8 illustre I’instrumentation de la virole. A gauche nous avons les
différents plans d’instrumentation et a droite nous avons la position des capteurs dans
les zones sur chaque plan. Pour fixer ces capteurs, des trous radiaux ont été réalisés

dans la virole, une fois la sonde placée, ces trous sont fermés par de la résine.
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N
Paquet de toles "=

.—).
)

Zone d'instrumentation
(a) (b)
Figure V-8: Plans d’instrumentation de la virole(a) ; Position des capteurs sur chaque plan (b)
V.1.6 Instrumentation des flasques

Chaque flasque est équipé de 3 thermocouples de 80um, soit un total de 6
thermocouples pour les deux flasques.

La Figure V-9 illustre la localisation des capteurs dans les flasques. Ces capteurs

sont placés dans des trous réalisés axialement sur les flasques. Ces trous sont fermés
par de la résine.

Figure V-9:Localisation des thermocouples sur les flasques (capteurs en rouge)
V.1.7 Récapitulatif de I’instrumentation

La machine a été instrumentée avec 112 thermocouples : 63 capteurs de 50 um au
stator et 49 capteurs de 80 um sur le reste de la machine.
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V. Validation du modéle

V.2 Description du banc d’essai

V.2.1 Introduction
La machine instrumentée est montée sur le banc d’essai construit et approprié pour

la réalisation des tests nécessaires. Ce banc est composé de plusieurs appareils

nécessaires aux divers cas de fonctionnement de la machine.

Dans ce paragraphe, les appareils utilisés pour les mesures sont présentés. Cette

description nous permettra d’avoir une approximation de I’incertitude globale sur les

mesures.

Le banc d’essai est compose des éléments suivants :

/
0‘0

/7
0‘0

Banc d’alimentation : c’est la chaine d’entrainement et d’alimentation du
prototype. Il est constitué d’une armoire électrique et des différents
appareils gqu’elle alimente.

Banc de mesures : il est constitué des appareils servant a mesurer les

grandeurs électriques et mécaniques.

V.2.2 Banc d’alimentation

La Figure VV-10 montre la photo de la chaine d’alimentation, ce banc est constitué :

/7
0’0

D’une machine asynchrone qui permet d’entrainer la génératrice. La vitesse
nominale et le couple nominal de cette machine sont respectivement 1469
tr/min et 120 Nm.

D’un réducteur mécanique de vitesse afin de ramener la vitesse de rotation
en dessous de 200 tr/min,

D’un ventilateur monté sur une virole cylindrique coulissante pour canaliser
I’air brassé autour de la génératrice. Ce ventilateur permet de faire des tests
en convection forcée.

D’une armoire électrique contenant des systemes de protections électriques,
les dispositifs d’alimentation des divers systémes électriques de mesure, le
variateur de vitesse pour le moteur asynchrone d’entrainement et le
variateur de vitesse pour le moto-ventilateur. Cette armoire est connecteée au

réseau électrique triphase urbain.

139

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



V.2 Description du banc d’'essai

L’ensemble de ces composants, ainsi que I’ossature du banc sont mis a la terre.

Armoire électrique

l|_._
| ,J,,f—.- ?qjg
i e

Figure V-10: Photo du banc d’alimentation

A cette chaine est aussi associé un générateur de courant de courant TDK-Lambda
(Figure V-11) de modéle GEN 100-33. Celui-ci permet d’injecter du courant continu
dans les phases du prototype de générateur pour des essais d’échauffement a Pertes

Joule contrdlées. Cet appareil peut délivrer une tension de 100 Vdc et un courant de
30 Adc pour une précision de 132 mA.

)

Figure V-11:Générateur de courant
V.2.3 Banc de mesures
Ce banc est constitué de tous les appareils servant a mesurer les grandeurs
d’intérét : les températures, les courants, les tensions, les couples, la vitesse de rotation
et les vitesses de vent. Ces capteurs sont connectés a un systeme d’acquisition de
National Instruments composé d’un chassis, des modules de température et des
modules tension de National Instruments.
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V. Validation du modéle

La référence du chassis est cDAQ-9178. Ce chassis a une résolution de 32 bit,

comporte 8 emplacements et se connecte a I’ordinateur par liaison USB (Figure V-12).

Figure V-12: Chéssis

Deux types de modules sont utilisés pour les mesures : les modules de température
et les modules de tension (Figure V-13-a). Le module de tension de référence NI 9215
comporte 4 voies et est congu pour mesurer des tensions dans la plage de -10V a +10V
avec une précision de 0,003V. Deux types de modules de température de référence :
NI 9213 (Figure V-13-b) et NI 9214 (Figure V-13-c) sont utilises. Ces modules ont
une compensation de soudure froide, une précision de 0,5°C et une sensibilité de
0,02°C.

(1) (©

Figure V-13: Les modules: tension(a); températures (b) et (c)

La mesure du courant se fait par la pince ampéremétrique de référence AC/DC
E3N (Figure V-14). Cette pince a une précision de 3% et deux calibres : 1V pour 10A
(calibre 100mV) et 1V pour 100A (calibre 10mV). Elle convertit le courant en tension

et peut étre connectée au module tension par une sortie BNC.

Figure V-14: Pince ampéremétrique
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V.2 Description du banc d’'essai

La sonde différentielle GE8100 est utilisee pour mesurer la tension (Figure V-15).
Cette sonde a une précision de 3% et deux calibres. Ces calibres permettent de diviser

la tension mesurée soit par 20 (calibre x20), soit par 200 (calibre x200).

Figure V-15: Sonde différentielle
Deux capteurs de couples seront utilisés pour les mesures. Un capteur de faibles

couples (Figure V-16-a), pouvant mesurer des couples jusqu’a 100 N.m et délivrant
une tension de 5V a ce couple maximum avec une précision de 0,25 N.m. Le deuxieme

capteur (Figure V-16-b) permet de mesurer des couples jusqu’a 2000 N.m.

(a) (b)
Figure V-16: Capteurs de couple : faibles couples (a) ; forts couples (b)

Un collecteur tournant (Figure V-17) de 10 pistes est utilisé pour mesurer les

températures des parties tournantes.

Figure V-17: Collecteur tournant

Deux multimeétres (Figure V-18) permettent de mesurer les grandeurs électriques.
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V. Validation du modéle

a) b)
Figure V-18 : Multimetres : a) Fluke 87 V, b) Agilent 34405A
Un anémometre est utilisé pour mesurer la vitesse de I’air sur la virole lors des

tests en convection forcée. Cet appareil a une précision de 3%.

Figure V-19 : Anémométre

Cette description nous permet d’estimer une précision de mesure des températures
0,6°C au minimum (0,5°C pour la compensation de la soudure froide du module de

thermocouple et 0,1°C pour le thermocouple).

V.3 Plan des essais

La connaissance exacte des pertes fer et de leur répartition est difficile a obtenir.
L’identification des paramétres et la validation du modéle nécessitent cependant la
connaissance précise de toutes les pertes. Dans la littérature, les pertes considérées
pour le recalage et la validation du modele sont issues généralement soit des données
du constructeur de la machine [3], soit de modeles analytiques des pertes magnétiques
[4]1[5]16][7][8]. soit de modeles électromagnétiques numériques [9][10][11].

Il n’existe d’apres la littérature aucune méthode qui puisse donner avec exactitude
les pertes fer d’une MSAP et leur répartition dans la machine pour un fonctionnement

en charge. En effet, méme les méthodes numériques ne permettent pas de modéliser
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V.3 Plan des essais

avec exactitude les pertes supplémentaires. Ces méthodes numériques sont toutefois
plus précises que les méthodes analytiques et permettent de mieux connaitre la

répartition des pertes fer.

Trois types de tests seront effectués : les tests a courant continu ; les tests a vide ;

les tests a charges reésistives.

V.3.1 Tests a courant continu

Durant ces tests, les 6 phases du prototype sont mises en série et elles sont
connectées au génerateur de courant et le rotor est statique (Figure V-20). Les tests
seront effectués pour 4 intensités de courant continu (15A ; 17,5A ; 20A ; 23A). Pour
chaque test, les températures sont enregistrées jusqu’au régime permanent. Les pertes
en présence dans ces tests sont uniquement les dissipations par effet Joule. Nous
pouvons donc connaitre avec une bonne précision ces pertes (équation V.1) par mesure

directe des grandeurs tension et courant aux bores des phases.

P]oule = Ul V.1

ey

Générateur de courant :
'

iRéseau électrique | i Armoire i
local ' i électrique ;

...................

Figure V-20 : Prototype sous tests a courant continu

Les résultats de ces tests permettront d’identifier les parametres tels que les
conductances de contact, la conductivité thermique radiale du bobinage qui ne
dépendent pas de la vitesse de rotation. Ces parametres seront donc connus pour les

autres tests. Les autres tests en convection forcée, seront réalisés a la méme vitesse de
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V. Validation du modéle

rotation du ventilateur. Les valeurs moyennes des coefficients d’échange externes

identifiés seront utilisées pour les simulations.

V.3.2 Tests a vide

Les phases sont connectées en étoile par groupe de trois, le prototype est entrainé
en rotation par I’ensemble machine asynchrone-réducteur de vitesse (Figure V-21). La
MSAP est entrainée en rotation a la vitesse de 150 tr/min jusqu’au régime permanent
de I’élévation de température en convection forcée et en convection naturelle. Au
cours de ces tests, la puissance mécanique transmise par la machine asynchrone est
transformée en chaleur dans la machine (P;.:q1e5)- C€S pertes peuvent étre calculées par
la formule V.2, avec C,,1,, € couple sur I’arbre entre le prototype et le réducteur et Q
la vitesse de rotation de I’arbre. Ces pertes sont localisées dans le fer stator, les

aimants, le tube, les pertes mécaniques et méme dans le bobinage.

Pentrée = Protaies = Carpref) V.2

Nous utiliserons en premiére approximation la répartition des pertes
ferromagnétiques qui nous sera donnée par les simulations élément finis. A partir de
cette répartition, les résultats expérimentaux et du modele seront comparés. Cette

comparaison donnera lieu a des recalages de la répartition si nécessaire.

iRéseau électrique | { Armoire ‘i
' local ' i électrique !

Machine asynchrone +
Réducteur :

: [capteur] :
de
couple

Figure V-21: Prototype sous tests a vide

145

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



V.3 Plan des essais

V.3.3 Tests a charges resistives
Au cours de ces tests, le prototype est entrainé en rotation par la machine

asynchrone. Les phases du prototype sont connectées de telle sorte a créer deux étoiles
triphasees (Figure V-22). Lors de la rotation, les tensions sinusoidales alors délivrées
par le prototype sont redressées au moyen d’un dispositif redresseur a diodes. La
tension continue alors délivrée permet d’alimenter un banc de charges résistives. Les
mesures du courant traversant les résistances (I) et de la tension aux bornes des
résistances (U) permettront de calculer la puissance électrique a la sortie du prototype
connaissant le rendement du redresseur (V.3).

Ul
Psortie = ————— V.3

Nredresseur

local

Armoire |
i électrique !

Machine asynchrone +
Réducteur

i |capteur]
de
couple

0000000000

Figure V-22: Prototype sous tests a charge résistive

Le couple (Cupre) et la vitesse (Q) de I’arbre d’entrainement permettront de
calculer la puissance mécanique a I’entrée du prototype selon la formule V.2. La
différence entre la puissance d’entrée et la puissance de sortie donne les dissipations
totales de la machine (équation V.4). La répartition de ces dissipations est inconnue.
Les tests seront effectués pour trois vitesses de rotation : 80, 100 et 150 tr/min. Pour

chaque vitesse de rotation, la répartition des pertes donnée par les simulations sera
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V. Validation du modéle

utilisée. Cette premiere approximation permettra de comparer les résultats
expéerimentaux et numériques.

Ul
Piotates = Copprel — —— V.4

Nredresseur

V.3.4 Synthese des tests

La double tache d’identification des paramétres et de validation du modele requiert
la connaissance et la répartition locale des dissipations dans la machine. Nous avons
présenté les différents tests qui seront réalisés sur la machine. La synthese de ces tests
et les pertes en présence sont présentées par le Tableau V-1. Comme il a été vu, il est
difficile de connaitre avec preécision la distribution des dissipations dans la machine
lorsque celle-ci est en rotation. En effet, la rotation de celle-ci induit des dissipations
dans les aimants, le tube, le fer stator et bobinage qui sont difficiles a calculer avec
exactitude. Dans ces tests nous négligeons les dissipations supplémentaires induites
par les differents effets présentés au chapitre 11. Les dissipations dans les roulements et
les dissipations visqueuses dans la machine peuvent aussi étre négligées compte tenu

des faibles vitesses de rotation utilisées dans les tests.

Tableau V-1: Synthése des pertes dans le prototype en fonction des tests

STATOR ROTOR Entrefer et
Roulements Cavité
Bobinage FER Aimants Tube avites
J| F| F | H F F | H Fr Vs
Courant continu X
A vide X X X X X X X X
Charge résistive X X X X X X X X X
J: Effet Joule ; F: Courants de Foucault ; H : Hystérésis ; Fr : Frottements ; Vs : Visqueuses

Les différents tests permettront d’identifier les parameétres et de valider le modéle.

V.4 Résultats d’identification et validation

La machine étant fixée sur le banc d’essai, les trois zones d’instrumentation
(Figure V-3) sont décalées d’environ 40 degrés dans le sens des aiguilles d’une
montre. Les thermocouples du stator de la zone 1 ont été coupés lors de la
manutention, certains d’entre eux ont été raccordés mais les références sont perdues, il

n’est donc pas possible de connaitre leur localisation. Les thermocouples du stator de
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V.4 Résultats didentification et Validation

la zone 3 se sont tresses entre eux, car ils sont tres fins (50 um). Les mesures au stator
sont donc faites uniquement sur la zone 2. La Figure V-23 présente la localisation des
thermocouples utilisés pour la mesure. Les références sont les suivantes : FV (flasque
coté ventilé) ; FO (Flasque oppose) ; V (virole) ; FR (Flasque rotor) ; T (Tube); A
(Aimant) ; B (bobinage) ; D (Dent); C (Culasse). En plus de ces thermocouples
opérationnels, nous avons aussi les 18 thermocouples des chignons qui ne seront pas

utilisés pour la comparaison compte tenu de la difficulté de les localiser.

Les thermocouples des flasques sont alignés sur la zone 1. Sur chaque plan
d’instrumentation (A, B, C, D et E sur Figure V-23), il y a un thermocouple par zone
sur la virole, donc trois thermocouples par plan d’instrumentation. Cependant, le
modele calcule une température par plan. Ainsi, la comparaison entre le modéle et les

mesures se feront avec la moyenne des trois températures par plan.

Le collecteur tournant est fixé sur I’arbre de la machine du c6té du ventilateur
(coteé du plan E). Les mesures sont faites avec un pas de temps d’une seconde sur une
période de temps prenant en compte le temps nécessaire pour atteindre le régime

permanent et un temps de refroidissement.

FO3

Figure V-23: Localisation des thermocouples utilisés pour la comparaison
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V. Validation du modéle

Certaines mesures ont été filtrées compte tenu des perturbations observées. Le
filtre utilisé dépend des perturbations observées. Dans les cas d’une variation brusque
et d’un retour a la normale, les valeurs aberrantes sont supprimées. Dans les cas ou les
mesures ont un comportement oscillatoire, le filtre utilisé est la moyenne glissante. Ce
sont principalement certaines mesures sur le fer stator. Le profil de la température
ambiante mesurée est introduit dans le modéle et des simulations sont faites en régime

transitoire avec un pas de temps de 10 secondes pour les longs essais.

V.4.1 Analyse de la qualité des mesures des températures

Cette analyse consiste a mesurer les températures de la machine lorsque celle-ci est
non alimentée. Il n’y a donc pas de source de chaleur dans la machine. L’expérience
est composee de deux phases successives. Dans la premiére, le ventilateur est a I’arrét
et dans la deuxiéme, le ventilateur tourne. Les résultats de cette étude sont présentés
sur les figures Figure V-24 a Figure V-28 ou les températures d’une méme figure sont

mesurées par le méme module de températures.

On constate que la mise en marche du ventilateur entraine une augmentation sur la
mesure des températures. Cette augmentation atteint 0,7°C environ pour certain
Ces

électromagnétiques dont I’origine est inconnue. On observe aussi de grandes

thermocouple. variations sont peut é&tre dues a des perturbations

perturbations sur la mesure d’un thermocouple positionné sur les aimants au début de

la mise en marche du ventilateur.

Module 1
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13,4 { 50 microns
13,2 - o~
o
< » _‘m
s U e,
2128 /
- R |
'8 12,6 | 80 microns 2 p“"*
£ ’é?
2 124 aaem = *K Perturbations sur un
A | thermocouple des
12,2 .
aimants
12
R T e e T T e R o AR R o O O e O e B e T e O O e T o A R o O o R e R IO A e |
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Figure V-24: Températures du module 1
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Module 2
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Figure V-26 : Températures du module 3

Un autre constat est que les mesures ne sont pas homogenes. En effet, nous
observons des écarts pouvant atteindre 2°C sur les mesures pourtant aucune expérience
n’a été faite sur la machine. Ces écarts sont donc des erreurs de mesures qui

sembleraient ne pas étre liées au module, mais proviendraient a priori des
thermocouples.

Deux thermocouples sont utilisés pour mesurer la température ambiante. L’une est
a I’air libre tandis que I’autre est positionné sur la virole du ventilateur (Figure V-28).

Ces thermocouples mesurent des températures avec un écart relatif moyen de 1°C. Le

150

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



V. Validation du modele

thermocouple sur la virole du ventilateur est plus stable. Lorsque le ventilateur est mis

en rotation, on observe une variation brusque de la mesure par ce thermocouple.

Module 4
14,4
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%) - SO
Lw. 14 Flasques du stator
2138
o
‘S 13,6
£
2 134
—/ N\
13,2 11 80 microns Rotor
13
™ = H A A A A A A A A A A A Al
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Figure V-27 : Températures du module 4

Module 4

—_
)
[
()
S
3
2
[¢]
S
‘o
Q.
g
[
12

D I I R T T e O R S o O o O e TR o IO e O e O, R e O IR e B o O e O e R O IR o |

M OO NN AT ~NOMOVOOANLO AT INOM OO

A AT NN AN OO N T T NDND N O O VWO

Temps (s)
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Figure V-28: Températures de I'ambiance sur le module 4

Le résumé des observations est le suivant : les mesures ne sont pas homogenes et
I’écart maximum entre les mesures est de 2°C environ, ce phénoméne pourrait étre dd
aux thermocouples ; la mise en marche du ventilateur induit une augmentation des

températures pouvant atteindre 0,7°C, ceci proviendrait des perturbations
électromagnétiques.
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V.4 Résultats didentification et Validation

V.4.2 Tests a courant continu
V.4.2.1 Résultat d’identification

Quatre essais a courant continu constant sont effectués: 15 A ; 175 A; 20 A et 23
A. Pour chaque essai, les températures et les dissipations par effet Joule mesurées en
régime permanent sont utilisées dans le programme d’identification des parametres.
Ces essais sont realisés en convection forcee (vitesse de vent de 10 m/s) avec la méme
consigne électrique au ventilateur. Le Tableau V-2 présente les pertes par effet Joule

mesurées en régime permanent en fonction du courant injecté dans la machine.

Tableau V-2: Dissipations par effet Joule en régime permanent
Courant (A) 15 17,5 20 23
Pertes (W) 464,3 652,2 894 1210,5

Le Tableau V-3 présente les résultats de I’identification.

Tableau V-3: Résultat de I'identification

| 15A [175A] 20A | 23A |Moyenne
Coefficient d'échange convectif (W/K.m?)
Virole 51,6 57,9 61,6 66,6 59,4
Flasque cOté ventilé 71,9 82,6 81,1 58,7 73,6
Flasque opposé 25,8 36,4 30,3 30,3 30,7
Cavité 29,8 29,9 29,9 29,8 29,8
Entrefer 27,0 27,1 27,1 27,1 27,1
Conductance de contact (W/K.m?
Encoche et fer stator 490 482 496 491 490
Stator et Virole 4445 4375 4436 4493 4437
Virole et Flasque 7448 7434 7435 7307 7406
Tube et Flasque Rotor 4230 4243 4490 4257 4305
Cale et isolant d'encoche 26 25 21 23 24
Conductivité thermique (W/K.m)
Radiale du bobinage | 029 | 029 | 031 | 028 | 029

Globalement le programme d’identification converge vers les mémes jeux de

parameétres. Les écarts sont plus élevés pour les coefficients d’échanges externes.

Aucune corrélation dans la littérature n’a été trouvée pour calculer les coefficients
d’échange sur les flasques, de ce fait nous n’avons aucune référence pour comparer ces
résultats. Le coefficient d’échange sur la virole peut étre calculé en considérant que
I’écoulement est interne. Mc. Adams [12] propose d’utiliser I’équation V.5 pour

calculer le nombre de Nusselt moyen dans la région d’entrée d’un tube, avec : Nu le
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V. Validation du modéle

nombre de Nusselt moyen, Re le nombre de Reynolds, Pr le nombre de Prandtl, Dy le
diametre hydraulique, L la longueur de la conduite, u,, et u, les viscosités dynamiques
du fluide pris a la température moyenne (air-paroi) et a la temperature de la paroi
respectivement. La longueur de la virole est de 166 mm, tandis que son diametre est de
530 mm et la virole du ventilateur fait 700 mm de diametre, donc I’écoulement peut
étre considéré comme non établi. Le diametre hydraulique qui est quatre fois la section

de passage divisé par le périmétre mouillé vaut 170 mm.

0,14
[

Nu = 0,023Re®*Pr*/3(u,, /1,) " [1+ (Dy/L)"7] V.5

La vitesse de I’air mesurée vaut environ 9m/s. toutefois, nous avons constaté que
cette vitesse était différente selon la position angulaire de I’anémomeétre. En effet, dans
certaines régions nous mesurons 10m/s tandis que dans d’autres nous avons 8m/s. En
considérant la virole a 60°C et I’air a 25 °C, le nombre de Nusselt vaut Nu = 398, ce
qui correspond a un coefficient d’échange sur virole de h,;,,. = 63,3 W/K.m?. La
valeur moyenne du coefficient identifié par les 4 tests vaut hy;-o. = 59,4 W /K. m?

soit un écart relatif d’environ 5,2% de la valeur calculée.

Le coefficient d’échange identifié dans I’entrefer correspond bien a la conduction
pure entre le stator et le rotor. En effet, la machine étant statique et I’entrefer étant
étroit (1 mm), le transfert de chaleur entre le stator et le rotor se fait par conduction ce

qui correspond a un coefficient d’échange équivalent h.yyyerer = A/e, avec: A =

0,027 W /K.m la conductivité de I’air et e = 1 mm, I’épaisseur d’entrefer.

Le coefficient d’échange identifié dans les cavités latérales h., = 29,8 W /K. m?
semble élevé. En effet, la machine étant statique, les transferts de chaleur dans les
cavités se font par rayonnement et par convection naturelle. 1l a été montré que ce
coefficient influe localement sur les tempeératures du rotor de la machine. L’erreur

d’identification pourrait donc venir de la sensibilité des températures a ce parametre.

La conductance surfacique de contact identifiée entre le fer et le bobinage 490 W/
K.m? est du méme ordre que celle identifiée par Trigeol [2] 517 W /K. m?. Cette
conductance correspondrait a une épaisseur d’air d’environ 0,5 mm entre le bobinage

et le fer stator.
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V.4 Résultats didentification et Validation

La conductance surfacique de contact identifiée entre la virole et le paquet de toles
4437 W /K.m? est plus élevée que celles qu’on retrouve dans la littérature. En effet,
Trigeol[2] a trouvé 1250 W /K. m? et Broussely[13] 1615 W /K.m?. Le carter du
prototype de Trigeol était en aluminium et le paquet de tdles était monté dans la virole
par frettage thermique. Le méme procédé d’assemblage a été utilisé pour notre
prototype. L’écart entre les valeurs pourrait donc étre da a I’état de surface du paquet
de tble et a la pression de serrage. En effet, le paquet de tbles de Trigeol a été réalisé
par soudure a I’arc sous atmosphere d’argon sur la surface du paquet tandis que le
paquet de tdles de notre prototype est réalisé par collage via une polymérisation du

vernis d’isolant entre les toles.

Le contact entre les flasques et la virole d’une part et entre les flasques du rotor et
le tube d’autre part est réalise par serrage a vis. La pression de serrage de ce type de
montage peut étre calculée en utilisant I’équation V.6, avec : n le nombre de vis, C le

couple de serrage, S la surface de contact et d le diamétre des vis [12].
P =5nC/Sd V.6

Le Tableau V-4 présente la synthese de I’application de cette formule pour le

serrage entre virole-Flasque et Tube-Flasque rotor.

Tableau V-4 : Pression de serrage

Virole-Flasque Tube-Flasque
rotor

Matériaux Aluminium/Aluminium|  Aluminium/Acier
Nombre de vis 12 12
Couple nominal de serrage (Nm) 23,7 23,7
Diamétre des vis (mm) 8,4 8,4
Rayon interne (mm) 250,5 187
Rayon externe (mm) 265 203
Surface de contact (m?) 0,023 0,020
Pression de contact (Bars) 72,1 86,4

En se servant des courbes de I’abaque proposée par Bertin [14] (courbe 5 pour le
contact Virole-flasque et courbe 16 pour le contact Tube-Flasque) et des pressions de
contact calculées, nous estimons des conductances surfacique de contact du méme

ordre de grandeur que celles identifiées.
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V. Validation du modéle

La conductance surfacique de contact entre la cale et I’isolant d’encoche
équivaudrait a une épaisseur d’air d’environ 1,15 mm entre les deux composants. Ce
résultat semble tout a fait logique compte tenu de I’état de surface et du procédé

d’assemblage.

La valeur de la conductivité thermique radiale du bobinage identifiee 0,29 W/
K.m est la moitié de celle estimée par la corrélation de Hashin et Shtrikman [15]
(0,6 W /K.m) qui a été implémentée dans le modele. Toutefois, cette valeur est proche
de celle estimée par la formule de Galea et al.[16] (0,3 W /K.m). En vérifiant
attentivement le bobinage, nous avons constaté qu’il était possible de voir a I’eil nu a
travers une encoche, ce qui voudrait dire que nous avons en réalité trois éléments dans
I’encoche : du cuivre, du vernis (en realitée du vernis plus de I’émail) et de I’air. En
utilisant la formule 111.41 (du chapitre 3), nous identifions une proportion d’air

d’environ 6,5%.

50000
i
- ]
§ 20 000+ Couple de matériaux Rugosité {pm} | Matériaux interstitiels| Températura (*C)
& 100004 1. Aluminium 12a17 vide (10 3 4 mmHg) 45
! 2. Aluminium 0,20 5 0,46 vide {10 3 4 mmHg) 45
5 000 3. Aluminium 0,152 0,20 vide (10 a8 4 mmHg) 45
] 4. Aluminium 30 air 95
2 0004 5. Aluminium 17 air 95
6. Aluminium 0.25 air 95
1000 7. Aluminium 0,15 20,20 plomb 45
] 8. Aluminium 30 laiton 95
500 9. Acier inoxydable 113215 vide (10 3 4 mmHg) 30
] 10. Acier inoxydable 02523038 vide (10 3 4 mmHg) 30
200 - 11. Acier inoxydabla 25 air 95
12. Acier inoxydable 25 laiton a5
100- 132. Magnésium 13a15 vide {10 3 4 mmHg) 30
10 - 14. Magnésium 0202041 vide (10 & 4 mmHg) an
YU & 5o 100 200 500 1000 15. Cuivre 0172023 | vide (10 34 mmHg) 50
Plbfin? ou psil 16. Acier inoxydable/aluminium 0,762 1,65 air 95
17. Acier/aluminium air 5
sz T IDI,EI "'* '2 LY '5' I”TIO ZID T ISIG‘ ”‘i(IJD 18. Tungsténe/graphite air 130

Pilbar) 1 mmHg = 133,2224 Pa

Figure V-29 : Conductance surfacique de contact pour différents couples de matériaux en fonction de la pression de
contact [14]

V.4.2.2 Analyse des erreurs de simulations dus aux incertitudes sur les paramétres
identifiés

Les parametres identifiés ne sont pas exactement les mémes pour les 4
expeériences. La dispersion d’identification dépend des parametres et des erreurs de
mesures de I’expérience. Certains parametres sont identifiés avec une grande
dispersion et d’autres avec une faible dispersion. Par ailleurs nous avons constaté que
I’identification convergeait vers les bornes du domaine de recherche pour les
parametres tels que : les coefficients d’échange dans I’entrefer, dans la cavité et
certaines conductances de contact. D’autres simulations d’identification ont donc été
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V.4 Résultats didentification et Validation

menées en modifiant leur domaine de recherche, il ressort que les paramétres moyens
identifiés qui ont été présentés peuvent étre bornés par les valeurs présentées par le
Tableau V-5.

Tableau V-5: Dispersion des parameétres identifiés

Valeur | Valeur | Valeur
minimale | identifiée | maximale
Coefficient d'échange convectif (W/K.m?)
Virole 51 59,4 67
Flasque ventilé 58 73,6 85
Flasque opposé 25 30,7 35
Cavité 25 29,8 35
Entrefer 3 27,1 35
Conductance de contact (W/K.m?
Stator-virole 3000 4437 6000
Virole-Flasque 5000 7406 9000
Encoche-Fer 300 490 600
Cale-Isolant 10 24 40
Tube-Flasque rotor 3000 4305 6000
Conductivité radiale (W/K.m)
Bobinage 0,28 0,29 0,32

Pour étudier les erreurs de calcul dues aux incertitudes sur les parametres
identifiés, la procédure suivante a été utilisée : pour chacune des 4 expériences, des
simulations sont effectuées en régime permanent avec les parametres identifiés, la
température maximale du bobinage et des aimants sont notées, un parameétre est
changé en prenant la valeur de I’une des bornes de sa dispersion tandis que les autres
gardent la valeur identifiée, une nouvelle simulation est exécutée, la température
maximale du bobinage et la température des aimants sont a nouveau notées, I’écart
entre ces nouvelles températures et les températures calculées en utilisant les
parametres identifiés est calculé. Les resultats de cette étude sont presentés sur les
tableaux Tableau V-6 et Tableau V-7. Le Tableau V-8 présente le cumul des
incertitudes. Ces cumuls représentent les incertitudes maximales sur les températures
calculées dues aux incertitudes sur les parameétres identifiés. On constate par ailleurs

que ces incertitudes sont plus élevées pour les puissances élevées.

156

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés
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Tableau V-6: Incertitude de température sur la valeur minimale de la dispersion (°C)

15A 175A 20A 23A
Aimant | Bobine | Aimant | Bobine | Aimant | Bobine | Aimant | Bobine
Coefficient d'échange convectif
Virole 13 15 18 1,9 2,3 2,8 3,5 4,3
Flasque ventilé 0,8 0,8 1 1 1,3 1,4 2 2,2
Flasque opposé 0,4 0,4 0,6 0,5 0,7 0,7 1,1 1,2
Entrefer 0 0,1 -0,1 0 -0,2 -0,2 -0,3 0
Cavité 1 0,6 13 0,7 1,7 11 2,5 17
Conductance de contact
Stator-virole 0,3 0,4 0,4 0,4 0,4 0,5 0,7 1
Virole-Flasque 0,1 0,2 0,1 0,1 0,1 0,1 0,1 0,3
Encoche-Fer 0,2 0,9 0,3 1,2 0,3 1,7 0,6 2,7
Cale-Isolant -0,4 0,1 -0,6 0 -0,9 0,1 -1,2 0,2
Tube-Flasque rot 0,1 0,1 0 0 0 -0,1 -0,1 0
Conductivité radiale
Bobinage | o1 | o5 | o1 | o5 | o | o7 | o1 | 12

Tableau V-7: Incertitude de température sur la valeur maximale de la dispersion (°C)

15A 175A 20A 23A
Aimant | Bobine | Aimant | Bobine | Aimant | Bobine | Aimant | Bobine
Coefficient d'échange convectif
Virole -0,9 -1 -1,3 -1,6 -1,9 -2,2 -2,8 -3,2
Flasque ventilé -0,4 -0,4 -0,6 -0,7 -0,9 -0,9 -1,3 -1,3
Flasque opposé -0,2 -0,2 -0,4 -0,4 -0,6 -0,6 -0,8 -0,8
Entrefer 1 0,1 1,3 0 1,7 0,1 2,5 0,3
Cavité -0,5 -0,3 -0,7 -0,6 -1,1 -0,8 -1,6 -1,1
Conductance de contact
Stator-virole 0 -0,1 -0,1 -0,3 -0,3 -0,4 -0,4 -0,5
Virole-Flasque 0,1 0 0 -0,1 -0,1 -0,1 -0,1 -0,1
Encoche-Fer -0,1 -0,8 -0,2 -1,3 -0,5 -1,8 -0,7 -2,6
Cale-Isolant 0,3 0 0,4 -0,1 0,4 -0,1 0,6 -0,1
Tube-Flasque rotor 0,1 0,1 0 0 -0,1 -0,1 0 0
Conductivité radiale
Bobinage | o | 07 | o1 | 21 | 03 | .15 | 04 | 22

Tableau V-8 : Cumul des incertitudes
15A 175A 20 A 23 A
Aimant | Bobine | Aimant | Bobine | Aimant | Bobine | Aimant | Bobine
-2,5 -3,4 -4,1 -6,2 -6,9 -8,7 -9,2 -11,9
5,6 5,6 7,3 6,3 8,9 9,2 13,7 15,1
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V.4 Résultats didentification et Validation

V.4.2.3 Comparaison des résultats
A présent, les parametres identifiés peuvent étre utilisés pour la comparaison des

résultats entre le modéle et les expériences. Pour chaque essai, les paramétres
identifiés a cet essai sont utilisés pour la comparaison. L’identification a été faite en
régime permanent. Pour la comparaison, le régime transitoire est simulé en utilisant le

profil de température ambiante mesureée.

La valeur du coefficient d’échange qui a été identifiée dans les cavités latérales
n’est pas réaliste. En effet, la machine étant statique, les échanges entre les parois de la
cavité se font par convection naturelle et par rayonnement. Pour les comparaisons en
courant continu, une approximation plus correcte consisterait a modéliser la cavité
comme une enceinte fermée remplie d’un fluide (air), chauffée et refroidie par les deux

faces laterales (Figure V-30-b).

Chignon Isolation
Face
Face chauffée
Flasque refroidie
Flasque Rotor _> H
L
| Arbre | |
a) b)

Figure V-30 : Modélisation des cavités latérales : a) cas réel ;b) modéle
Le coefficient de convection entre les deux faces dans cette configuration est
calculé par les equations V.7 a V.9 [17], avec: g gravité, 8 , a , v , 4, Pr sont
respectivement le coefficient d’expansion thermique, la diffusivité, la viscosité
cinématique, la conductivité et le nombre de Prandtl du fluide ; L I’espacement entre

les faces, T, et T, la température de la face chaude et de la face froide respectivement.

0,29

Pr.Ra;,
) V.7

Nu, =018 —
w =0, 8(0,2+Pr
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_gB(T. — THL?
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L av

V.8

) N, 2
hentre face = I V.9

En appliquant ces formules en considérant un écart de 5°C environ entre les deux
faces et en prenant les propriétés du fluide a une température moyenne de 50°C, nous
obtenons Aenere face = 2,3 W/K.m?, SOit Reonpection caviee = 4,6 W/K.m?. Ainsi, le
coefficient d’échange dans la cavité est obtenu en majorant ce coefficient a h., =

7 W /K. m? en considérant le rayonnement.

Ces calculs ne sont que des ordres de grandeurs. En effet, dans la réalité la cavité
n’est pas parallélépipédique mais cylindrique. De plus les chignons sont les zones les
plus chaudes de la cavité (Figure V-30-a). Toutefois, il a été démontré que ce

coefficient n’a qu’une influence locale sur les températures du rotor.

De la Figure V-31 a la Figure V-34 sont présentés les resultats de comparaison
entre le modele et les expériences a courant continu en régime permanent. En rouge au
dessus sont les températures locales mesurées et en bleu au dessous sont les

températures locales calculées.

Nous constatons que sur toutes ces expériences, les températures calculées au rotor
sont plus élevées que les températures mesurées, en d’autres termes le rotor serait
mieux refroidi. Les écarts augmentent avec I’intensité de courant. Ceci explique
pourquoi le programme d’identification a trouvé une valeur élevée du coefficient

d’échange dans les cavités.

Il peut aussi étre constaté que, le modele sous-estime systématiquement les
températures des flasques. Les écarts vont jusqu’a 6°C (cas de 23A), ces erreurs
pourraient étre le cumul des erreurs de modeéle et des erreurs de mesures. Les erreurs
de modéle proviendraient des coefficients d’échange utilisés. En effet, nous utilisons
un coefficient global sur les flasques qui pourrait étre largement différent des
coefficients locaux. En considérant par exemple le flasque opposé, il serait probable

que vers le centre du flasque (vers le bout d’arbre), il y ait des zones mortes (zones non
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V.4 Résultats didentification et Validation

refroidie par I’air sortant). De plus I’analyse des températures des trois zones de
chaque plan de la virole nous montre que la zone basse (zone 3) est la zone la plus
chaude tandis que la zone haute (zone 1) est la zone la moins chaude. Ceci améne a
conclure que la température n’est pas homogene sur les flasques, ni dans la direction
radiale, ni dans la direction azimutale. Par ailleurs, I’analyse de la qualité des mesures
a montré que sans les sources de chaleur, les températures mesurées sur les flasques
étaient superieures de 2°C environ a la température ambiante. Or pour les simulations,

le profil de la température ambiante mesurée est utilisé comme profil de référence.
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Figure V-31: Températures (°C) au régime permanent : essai a courant continu de 15 A en convection forcée
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Figure V-32 : Températures (°C) au régime permanent : essai a courant continu de 17,5 A en convection forcée
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Figure V-33: Températures (°C) au régime permanent : essai & courant continu de 20 A en convection forcée
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Figure V-34 : Températures (°C) au régime permanent : essai a courant continu de 23 A en convection forcée

Nous constatons aussi que le modeéle sous-estime les températures sur toute la
machine pour I’essai a 20 A. Ceci est di a la différence des dissipations dans la
machine. Le modéle prend en compte la variation des pertes par effet Joule avec la
température du bobinage. L’observation de la Figure V-35 et la Figure VV-36 montre
I’évolution des dissipations mesurées et calculées et I’écart entre les dissipations de
I’essai @ 20 A. Un écart de 15W a 20W environ peut étre constate. L analyse de I’écart
des autres tests a montré qu’il est inférieur a 10W. Cet écart pourrait provenir de la
valeur initiale des pertes introduites dans le modele. En effet, des variations brusques
sur la mesure des pertes au début de I’alimentation de la machine ont été observees, ce

qui rend difficile le choix de la bonne valeur initiale des pertes.
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Figure V-35: Evolution des dissipations par effet Joule
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Figure V-36 : Evolution des écarts des dissipations par effet Joule a 20 A

La Figure V-37 présente le profil de quelques températures de I’essai a 23 A selon
les références de la Figure V-23. Globalement, toutes les températures ont le méme

type d’évolution. Celles qui sont présentées ont été choisies pour I’illustration. Nous

constatons que les tendances des

erreurs de modeéle sur les capacités thermiques pourraient donc étre négligeables.

essais et des simulations sont presque identiques, les
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Figure V-37: Profil de température en régime transitoire (23 A). B1 : centre du bobinage coté ventilé ; D2 : dent vers
culasse sur le plan central du paquet ; Al : aimants vers cavité coté ventilé

Dans la suite des simulations, les valeurs moyennes des parametres identifiés

seront utilisées si I’essai est effectué en convection forceée.

V.4.2.4 Tests en régime intermittent
Ce test consiste a mettre du courant continu d’intensité 30A dans la machine en

convection forcée pendant une periode de temps d’environ 10 minutes et ensuite de
couper I’alimentation pendant environ 10 minutes. Cette procédure est répétée dans le
temps. La Figure V-38 presente I’évolution des pertes dans la machine. Il peut étre
constaté qu’au début de chaque échelon, des perturbations sont présentes. Ces
perturbations sont surement d’ordre électrique et elles ont été observées au début de
tous les essais a courant continu constant, elles proviendraient probablement du
générateur de courant. L’intensité maximale de ce générateur est 33A (proche de
I’intensité du test: 30A), ceci explique pourquoi nous avons des saturations sur les
perturbations. Pour les simulations, ces zones perturbées sont supprimées et
remplacées par des pertes calculées en utilisant la loi d’Ohm en prenant en compte la
variation des pertes avec la température. La temperature qui a été utilisée est la
moyenne des températures mesurées sur le bobinage. La Figure V-39 présente les
pertes filtrées sur 4 premieres périodes. Un saut est observé sur la zone de transition
entre les pertes calculées et les pertes mesurées (Figure V-40). Ce saut est plus faible

pour les périodes éloignées. Ce saut proviendrait probablement des incertitudes sur la
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résistance électrique du bobinage et sur la température du bobinage qui est sans doute

non homogene.
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Figure V-38 : Pertes du régime intermittent
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Figure V-39 : Pertes filtrées (en rouge)
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Figure V-40: Saut sur les zones de transition entre les pertes calculées et les pertes mesurées

Le profil de pertes corrigé et de la température ambiante sont introduits dans le
modeéle pour les simulations. Les simulations sont faites en utilisant les parametres
identifies. La Figure V-41 présente la comparaison d’une tempeérature du bobinage, de
la dent et des aimants. Ces températures sont représentatives du comportement général

des autres températures.

Nous constatons que le modéle représente bien le comportement thermique de la
machine. Un écart relatif est observé sur la température des aimants, les potentielles
raisons ont déja été évoquées. Nous avons aussi constaté que I’amplitude des
oscillations des températures calculées est de 7°C environ plus faible que I’amplitude
des oscillations des mesures. Cet écart représente 7,5% de I’amplitude des oscillations
des mesures. Les sources d’erreurs sont multiples, elles proviendraient des erreurs de
mesure, du positionnement des capteurs dans le bobinage, des erreurs de modeéle et des

erreurs sur les pertes.
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Figure V-41: Profil des températures en régime transitoire (intermittent). B1 : centre du bobinage coté ventilé; D1 dent
vers culasse coté ventilé; Al: aimants vers cavité coté ventilé

V.4.2.5 Essai impulsionnel

L’essai consiste a mettre des grandes dissipations dans la machine pendant le

temps nécessaire au bobinage d’atteindre 150°C. Pour cet essai, une alimentation qui

permet d’imposer la tension est utilisée. Une tension continue moyenne de 132 V est

imposée aux bornes de la machine (durant I’expérience, la tension a varié de 130V a

134V). L’essai se fait en convection forcée. Les dissipations dans la machine sont

présentées sur la Figure V-42. Sur cette figure, nous constatons que les dissipations

diminuent au cours du temps, ceci s’explique par le fait que la résistance électrique du

cuivre du bobinage augmente avec la température.
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Figure V-42 : Dissipations de I'essai impulsionnel

Ce profil de pertes Joule et celui de la température ambiante sont introduits dans le
modele pour les simulations en utilisant les parametres identifies. La comparaison des
résultats est présentée sur la Figure V-43. Trois températures y sont présentées :
bobinage, culasse et aimants. Ces températures présentent le comportement genéral de
toutes les autres températures. La température maximale est atteinte au bout de 200
secondes. Au niveau du pic de température dans le bobinage, I’écart entre le modéle et
les mesures est de 10°C environ ce qui correspond a 7% de I’élévation de température.
Les raisons évoquées pour justifier les écarts de I’essai intermittent sont aussi valables
pour cet essai. De plus, pour ce type d’essai, les erreurs sur les capacités thermiques
considérables. Cette étude nous montre aussi que le modéle permet de bien simulé la

thermique de la MSAP en fonctionnement impulsionnel.
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Figure V-43 : Profil des températures en régime transitoire (intermittent). B2 : centre du bobinage plan central; C5 :
culasse coté opposé vers culasse ; A2: aimants centre

Jusqu’ici, tous les tests qui ont été effectués ont permis d’avoir uniqguement les
dissipations par effet Joule dans la machine. Ainsi les pertes dans ces tests sont assez
bien connues. La comparaison entre les mesures et les simulations a montré que le

modele permet de bien simuler le comportement thermique de la machine.

V.4.3 Tests a vide
Deux essais de la machine tournante a 150 tr/min a vide ont été réalisés, I’un en
convection forcée avec les mémes conditions de refroidissement que pour les essais a

courants continus et I’autre en convection naturelle.

Au cours de ces essais, le couple de I’arbre est mesuré par le petit capteur de
couple (Figure V-16-a) et enregistré par la centrale d’acquisition. La multiplication du
couple mesuré par la vitesse de rotation donne les pertes totales dissipées dans la
machine. La Figure V-44 montre a titre d’exemple les pertes totales mesurées dans le

cas de I’essai en convection forcée. Les pertes mesurées présentent des perturbations
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oscillatoires d’amplitude moyenne d’environ 150 W, Iutilisation d’un filtre avec une
moyenne glissante permet d’avoir des données plus exploitables. Ces perturbations ont

aussi ete observées pour le cas de I’essai en convection naturelle.

A cette vitesse de rotation, les pertes mécaniques sont négligeables. Les pertes fer
totales sont donc connues, mais leur répartition n’est pas connue. L’objectif est donc
de valider ces pertes, de trouver leur répartition et de comparer les températures

calculées par le modéle avec les mesures.
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Figure V-44: Pertes totales mesurées dans la machine & vide & 150 tr/min en convection forcée

Pour valider les pertes, nous allons utiliser les résultats de simulation numérique
2D du modele électromagnétique. Le Tableau V-9 présente les résultats de simulation
et les mesures. Il peut étre constaté que les pertes totales mesurées sont différentes au

maximum de 0,2% des pertes simulées.

Tableau V-9: Pertes totales simulées et mesurées

Pertes calculées dans les dents a 20°C (W) 150
Pertes calculées dans la culasse a 20°C (W) 20
Pertes calculées dans les aimants a 20°C (W) 116
Pertes calculées dans le tube a 20°C (W) 15
Pertes totales calculées a 20°C (W) 301
Pertes totale mesurées en convection naturelle a 20,7°C (W) | 300,5
Pertes totale mesurées en convection forcée a 19,8°C (W) 301,2

Partant de la répartition donnée par les simulations, une répartition plus exacte est

recherchée en utilisant le modéle thermique selon la procédure décrite sur la Figure
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V-45. Dans cette procédure, les simulations en régime transitoire sont faites en prenant
en compte la variation des pertes avec la température des aimants. Comme il a été
constaté que les températures mesuréees au rotor présentent des erreurs, les écarts sont
analyses sur les températures du stator. La recherche d’une nouvelle répartition se fait
en considérant que les pertes fer au stator sont réparties selon la proportion donnée par
les simulations (environ 88% dans les dent et 12% dans la culasse). De méme, nous
considérons que les pertes fer au rotor sont réparties selon les proportions des pertes

initiales (environ 88,5% dans les aimants et 11,5% dans le tube).
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Figure V-45: Procédure de d'identification de la répartition des pertes

Puisque la machine est en rotation, le coefficient d’échange dans les cavités utilisé
pour les essais a courants continus n’est plus valide. Le coefficient d’échange dans les
cavités qui a été utilisé est calculé a partir de la relation de Kreith [18] présentée au

chapitre 3 et implémenté dans le modele thermique générique.

171

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



V.4 Résultats didentification et Validation

En convection naturelle, les coefficients d’échange sur la virole et sur les flasques
du stator identifiés en présence de la ventilation ne sont plus valables. Ces coefficients
ont aussi été identifiés. Pour les identifier, un coefficient d’échange global a d’abord
été calculé en considérant que ces parois (virole+flasques) échangent avec I’air
ambiant a une température moyenne. En effet, les températures minimale et maximale
de la virole, du flasque c6té ventilateur et du flasque opposé sont: 50°C et 52°C
(virole) ; 52°C et 54°C (flasque cote ventilateur) ; 50°C et 53°C (flasque opposé). Ce
qui correspond a une température moyenne d’environ 52°C. Le coefficient d’échange

global peut donc étre calcule.

i . Pertestatales au régime permanent
global — (

Tmoy - Tambiant)Sflasques+virole

" B 280
global ™ (59 _ 23) x 0,6846

hglobal = 14,1 W/K mz

En considérant une émissivité de surface de 0,7, le coefficient d’échange
équivalent par rayonnement vaut h,,, = 4,77 W/K.m?. Le coefficient d’échange
global de convection vaut donc h,,,,, = 9,33 W /K. m?. Partant de cette valeur, les
coefficients d’échange de convection sur la virole et les flasques sont aussi identifiés

lors de la recherche de la répartition des pertes.

La synthese de la recherche de cette répartition est présentée sur le Tableau V-10
et sur le Tableau V-11.

Tableau V-10: Répartition des pertes

Répartition identifiée . .
- - Repartition
Convection | Convection P
. initiale
forcée naturelle
Pertes dans les dents (W) 188 187 150
Pertes dans la culasse (W) 25 25 20
Pertes dans les aimants (W) 78 78 116
Pertes dans le tube (W) 10 10 15
Pertes totales (W) 301 300 301
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Tableau V-11: Coefficients d'échange convectifs identifiés en convection naturelle

Coefficient d'échange sur virole (W/K.m?) 11
Coefficient d'échange sur flasque coté ventilateur (W/K.m?) 10
Coefficient d'échange sur flasque opposé (W/K.m?) 10,5

Les coefficients identifiés en convection naturelle sont du méme ordre que le
coefficient global. Toutefois, ces coefficients sembleraient étre lIégérement élevés pour
une convection naturelle. Ceci pourrait étre di a la température de la virole et des
flasques (52°C en moyenne) et aux vibrations du banc d’essai. En effet, nous avons
constaté que lorsque le prototype était mis en rotation, le banc d’essai vibrait. Pour la
période de refroidissement, nous avons identifié des coefficients de I’ordre de 5 W/

K.m? sur la virole et les deux flasques.

Sur la Figure V-46 et la Figure V-47, la comparaison entre les résultats des
expériences et des simulations en régime permanent aprées I’identification de la
répartition des pertes. Les températures mesurées sont en rouge au dessus tandis que
les températures calculées sont en bleu au dessous. Un écart d’environ 6°C et 14°C est
observé sur les températures du rotor, respectivement en convection forcée et en
convection naturelle. Les raisons de ces erreurs sont nombreuses, certaines ont déja été
évoquées précédemment. En plus de celles déja evoquees, il y a aussi des erreurs liées
aux incertitudes sur I’identification des pertes et sur le coefficient de convection dans

les cavites qui a une grande sensibilité sur les aimants.

Sur la Figure V-48 et la Figure V-49, nous avons I’évolution au cours du temps des
pertes fer totales mesurées et simulées. Il peut étre constaté que le modele reproduit

bien la réalité.

Sur la Figure V-50, nous avons I’évolution d’une température du bobinage et d’une
température des aimants selon les références de la Figure V-23. L’évolution générale

est la méme pour les autres températures.
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Figure V-46 : Température de la machine a vide en convection forcée a 150 tr/min (°C)
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Figure V-47: Température de la machine a vide en convection naturelle & 150 tr/min (°C)
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Figure V-48: Evolution des pertes fer totales a vide en convection forcée (150 tr/min)
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Figure V-49: Evolution des pertes fer totales a vide en convection naturelle (150 tr/min)
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Figure V-50: Quelques profils de températures en convection naturelle (150 tr/min). B2 : Bobinage au centre du plan
central ; Al : aimants vers la cavité latérale

175

Cette thése est accessible a I'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2014ISAL0023/these.pdf
© [G. Guedia Guemo], [2014], INSA de Lyon, tous droits réservés



V.4 Résultats didentification et Validation

Il est difficile d’évaluer I’incertitude d’identification de la répartition des pertes, a
cause : des incertitudes sur les parameétres identifiés, sur le coefficient d’échange dans
les cavités, sur les erreurs de mesures; a cause du niveau de pertes relativement
basses ; et a cause de la faible influence des pertes sur les températures. En effet,
partant de la répartition issue des simulations, on constate qu’une augmentation de 113
W sur les pertes fer au stator (soit une augmentation de 67%) entraine une
augmentation de 2°C et une diminution de 18°C en moyenne sur les températures
respectives du stator et du rotor en convection forcée et en convection naturelle (voir
Tableau V-12).

I n’est donc pas possible d’identifier précisément ces pertes avec les informations

gue nous disposons.

Tableau V-12 : Analyse de sensibilité des températures aux pertes

| convection naturelle | convection forcée
Pertes (W)

Dent 250 150 249 149
Culasse 33 20 33 20
Aimant 16 116 16 116

Tube 2 15 2 15

Températures maximales (°C)

Dent 56,46 54,3 35 33,7

Culasse 55 52,8 33,4 32,2

Bobinage 56 55,3 34,6 34,8
Aimants 56,3 73,2 34,8 53,3

Tube 56,2 73 34,7 53,2

V.4.4 Tests a charges reésistives
Ces essais ont été réalisés en convection forcée. Ainsi, les parametres du modele
sont supposés connus a I’exception des coefficients d’échange dans les cavités. Ces

coefficients sont calculés par la corrélation de Kreith [18] utilisée dans le modele.

Les tensions mesurées a la sortie du pont de diodes sont éloignées de la tension
nominale du pont. Il n’est plus possible de connaitre le rendement du pont de diodes a
ces tensions. Par conséquent, les courants et les tensions mesurees aux bornes des
résistances ne permettent plus de remonter aux pertes dans la machine. Pour ces tests,

nous avons identifié les pertes et leurs répartitions. Partant des pertes obtenues par
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simulation du modele numérique électromagnétique 2D, des simulations en régime
transitoire sont effectuées en prenant en compte la variation des pertes dans le cuivre et
des pertes fer avec la température du cuivre et des aimants respectivement. Ces pertes
sont recalées jusqu’a ce que les températures calculées convergent vers les

températures mesurées.

Le Tableau V-13 présente les résultats de recalage de ces tests, les charges de la
machine y sont aussi présentées. La technique d’identification consiste a faire des
simulations en transitoire en utilisant les pertes issues du modele numérique (pertes
initiales). Si les écarts dans le bobinage sont élevés, il faut alors recaler les pertes
cuivre pour réduire I’écart, analyser ensuite I’écart sur le fer statorique, si les écarts
sont élevés, recaler les pertes dans les dents et la culasse pour réduire ces écarts. Il est
difficile de recaler les pertes au rotor (Aimants et Tube) compte tenu des différentes
erreurs deja évoquées. De méme, les pertes fer au stator n’ont pas une influence

suffisamment considérable sur les températures pour étre identifié avec une grande

précision.
Tableau V-13: Résultats du recalage des pertes (W)
80 tr/min 100 tr/min 150 tr/min
Initiales | Identifiées | Initiales | Identifiées| Initiales | Identifiées

Cuivre (W) 528 565 694 800 379 520
Dents (W) 59 59 73 73 159 159
Culasse (W) 8 8 10 10 21 21
Aimants (W) 26 26 41 41 98 98
Tube (W) 2 2 3 3 4 4
Totales (W) 624 660 821 927 660 801
Charge (ohms) 9,3 9,3 28

Sur la Figure V-51 a la Figure V-53, la comparaison des températures mesurées et
calculées en régime permanent sont présentées. Les tempeératures mesurées sont en

rouge et celles calculées sont en bleu.
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Figure V-51: Températures dans la machine a charge résistive a 80 tr/min en convection forcée
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Figure V-52: Températures dans la machine a charge résistive a 100 tr/min en convection forcée
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Figure V-53: Températures dans la machine a charge résistive a 150 tr/min en convection forcée

Nous constatons aussi que le modeéle sous-estime les températures sur les flasques
extérieurs. Les potentielles raisons ont déja été discutées.
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Figure V-54: Profil de quelques températures de la machine a charge a 100 tr/min. B3 : bobinage au centre c6té opposeé ;
D3 : dent c6té opposeé vers I’entrefer ; FOL : flasque opposé vers la virole.

Sur la Figure V-54, il peut étre constaté que le modele et les essais ont le méme
comportement dynamique. La tendance est la méme pour chaque température des trois

essais.
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Conclusion

Le modele thermique générique a été construit, une méthode d’identification
des parametres a aussi été élaborée. Dans ce chapitre, dont I’objectif était de valider le
modele, le banc d’essai et les différents appareils utilisés dans ce but ont été décrits.
Trois types d’essais ont été effectués : les essais a courant continu, les essais a vide et

les essais a charges reésistives.

Six essais a courant continu ont eté réalises : quatre a courant constant (15 A, 17,5
A, 20 A et 23 A), un essai impulsionnel et un essai intermittent. Pour chacun des
Quatre essais a courant constant, les paramétres du modéle sont identifiés. Les
résultats d’identification pour chaque essai ont convergé vers des valeurs du méme
ordre de grandeur. Apres discussion sur les paramétres identifiés, la comparaison des
températures mesurées et des températures calculées en régime permanent et en
régime transitoire a été présentée. Ensuite ces parametres identifiés ont été utilisés
pour la comparaison des résultats pour le mode de fonctionnement intermittent et

impulsionnel.

Deux essais a vide a la méme vitesse (150 tr/mn) ont été réalisés. L’un en
convection forcée et I’autre en convection naturelle. Une procédure d’identification de
la répartition des pertes dans la machine a été développée. Cette procédure nous a
permis de recaler la distribution des pertes dans la machine et ensuite de comparer les

résultats du modele aux mesures.

Trois essais a charges résistives ont été réalisés en convection forceée. L’un a
80 tr/min a 9 ohms, I’autre a 100 tr/min a 9 ohms et I’autre a 150 tr/min a 28 ohms. Le
modele thermique a été utilisé pour recaler les pertes issues du calcul d’un modeéle
électromagnétiqgue 2D éléments finis. Aprés identification de ces pertes, une

comparaison a été faite en régime permanent et transitoire.

De tous ces essais, il ressort que le modele concu permet de simuler les transferts
de chaleur et de calculer les températures locales de la MSAP moyennant la
connaissance exacte des pertes et la maitrise de certains parametres tels que les
coefficients de convection sur la carcasse de la machine, quelques conductances de

contact (encoche-dent et fer-carcasse) et la conductivité radiale du bobinage.
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Vi

Conclusion générale

La conclusion et les perspectives du travail effectué sont presentées dans ce

chapitre.
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V1.1 Conclusion

L’objectif de ce travail était de construire un modele thermique générique d’une
Machine électrique Synchrone a Aimants Permanents (MSAP), permettant de simuler
plusieurs situations d’intéréts telles que : le fonctionnement en régime stationnaire, le
fonctionnement en régime transitoire, le fonctionnement a haute vitesse, le
fonctionnement avec un fluide circulant axialement dans I’entrefer, le fonctionnement

en mode dégradé.

Pour mieux saisir I’enjeu d’un tel travail, il a été au préalable présente une MSAP,
son principe de fonctionnement et I’origine des sources de chaleur. Puis une étude de
I’influence de la température sur les composants d’une MSAP a été faite. Cette étude a
révélé I'importance de disposer d’un modele thermique prédictif pour calculer le
niveau de température dans une MSAP lors de sa conception. A la suite de cette étude,
les différentes méthodes de modélisation thermique des machines électriques
rencontrées dans la littérature ont été exposées : les méthodes dites « finies » et la
méthode nodale. Les avantages et les inconvénients de ces méthodes ont conduit a
choisir la méthode nodale pour ce travail, ceci compte tenu du cahier des charges de

I’entreprise partenaire ERNEO.

Un modele thermique générique a donc été développé sous I’environnement
informatigue MATLAB. Ce modeéle a été construit sur la géométrie d’un prototype
particulier. Ainsi, toute autre MSAP de géométrie différente devrait au préalable étre
ramenée a la géométrie du prototype. La construction de ce modele générique s’est
faite en utilisant des corrélations analytiques pour le calcul des coefficients d’échange
internes. Le maillage de la machine étant paramétré, la machine peut étre maillée
finement selon la capacité de I’ordinateur utilisé pour le calcul. Le modéle prend en
entrée les dimensions, les propriétés thermo-physiques, les sources de chaleur de
chaque composant de la machine, les conditions aux limites, les conductances
surfaciques de contact, les vitesses de rotation et donne en sortie les tempeératures

locales de tous les composants de la machine.

Une étude de sensibilité des températures calculées a certains paramétres du

modeéle a réveélé que plusieurs parametres issus d’abaques et de formules empiriques,
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donc présentant une grande incertitude, ont une influence significative sur le niveau de
température de la machine. Ces parameétres sont principalement : les coefficients de
convection sur la virole et les flasques, le coefficient de convection dans les cavites
latérales, les conductances surfaciques de contact fer-virole, encoche-dent et la
conductivité radiale du bobinage. Une méthode d’identification originale a donc été
développée pour identifier ces parametres. Cette méthode consiste a transformer le
probléeme d’identification en un probleme d’optimisation et ensuite utiliser un
algorithme d’optimisation pour résoudre le probléme. Trois algorithmes d’optimisation
ont été testés pour I’identification de 10 parametres avec 13 mesures de température :
la méthode de Gauss-Newton, la méthode de Levenberg-Marquardt et les Algorithmes
Geénétiques. Cette étude a montré que la méthode des Algorithmes Génétiques était la

plus adaptée pour ce type de probleme.

Apreés ces différentes phases de modélisation numérique, un travail expérimental a
été effectue en vue d’identifier les parametres et de valider le modeéle. Pour cela, le
prototype a été instrumenté d’une centaine de thermocouples. Cette instrumentation a
nécessité d’intervenir pendant la phase de montage du prototype. Puis, un banc d‘essai
a été concu et fabriqué. Ce banc a été muni de plusieurs appareils d’alimentation et de
mesure. Trois types d’essais ont été réalisés sur le prototype : les essais a courant
continu, les essais a vide et les essais a charges résistives. Les essais a courant continu
consistaient a quatre a courant constant (15 A, 17,5 A, 20A, 23A), un essai
impulsionnel et un essai intermittent. Les essais a vide consistaient deux essais a
150 tr/min (en convection forcée et en convection naturelle). Les essais a charges
résistives consistaient a trois essais en convection forcée (80 tr/min, 100 tr/min et 150

tr/min).

Les essais a courant continu constant ont permis d’identifier les parameétres du
modele. L’identification des parameétres a partir chacun de ces essais a convergé vers
les mémes ordres de grandeur. Ces paramétres identifiés ont été utilisés pour les
simulations des tests. La comparaison des températures mesurées et des températures
calculées a montré que le modele permettait de simuler les transferts de chaleur dans la

machine.
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Pour les essais a vide et a charges résistives, les pertes et leur répartition dans la
machine n’étaient pas connues avec précision. En partant de pertes issues des modeéles
numériques électromagnétiques 2D, une procédure a été développée pour déterminer
ces pertes et leur répartition.

V1.2 Perspectives

Le prototype mis en ceuvre pour les essais est une MSAP utilisée pour les petites
éoliennes. En fonctionnement normal, elle serait donc sujette a un régime intermittent
ou il y aurait les pertes par effet Joule, les pertes fer et les pertes dans les aimants. Des
onduleurs nécessaires pour faire des essais en régime intermittent sont en cours de
montage au laboratoire de I’entreprise ERNEO. A partir de ces onduleurs, un régime
de fréquence variable pourrait étre imposé au prototype. En utilisant le modéle
électromagnétique numeérique, les pertes peuvent étre calculées et introduites dans le

modele pour les simulations.

Il a été montré que le coefficient d’échange dans les cavités latérales a une
influence locale sur les températures du rotor. La procédure d’identification n’a pas
permis de valider les corrélations utilisées dans le modele pour le calcul de ce
coefficient. De plus, il a été constaté que lorsqu’une MSAP est en rotation, il est
difficile de connaitre les pertes dans la machine et leurs répartitions. Un rotor sans
aimants permanents a été congu dans ce but. Les aimants y sont remplacés par une
piéce non magnétique. Des tests seront effectués a courant continu pour plusieurs
intensités de courant et pour plusieurs vitesses de rotation. La mesure des températures
au rotor permettra donc, a partir du modele thermique, de valider la corrélation utilisée

ou de proposer des nouvelles corrélations.

Plusieurs cas d’intérét n’ont pas pu étre validés. Ce sont : le fonctionnement a
haute vitesse, le fonctionnement en présence d’un fluide circulant axialement dans
I’entrefer de la machine et le cas du mode dégradé. Bien que le modele générique
construit permette a ce jour d’étudier ces différentes situations, il serait intéressant de
faire des tests sur des prototypes bien adaptés et judicieusement instrumentés pour

valider les résultats du modele.
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Pour le fonctionnement a haute vitesse, les corrélations utilisées pour le calcul des
pertes aerodynamiques et les coefficients de convection doivent étre validées. Il
faudrait donc un prototype et une machine d’entrainement pouvant tourner & une
vitesse ou les pertes aérodynamiques sont considérables, ce qui n’est pas le cas du
prototype qui a été utilisé. Généralement, ce type de machine est de petite taille, un
nouveau banc d’essai pourrait donc étre nécessaire. Par ailleurs, le modele adopté pour
les roulements dans le modele doit étre validé. 1l a été vu que le modeéle adopté pour
les roulements n’avait aucune influence sur les températures du modele pour le cas du
prototype en fonctionnement nominal. A haute vitesse, les pertes par friction dans les
roulements sont trés importantes et peuvent parfois atteindre la moitié des pertes
totales selon le type de fonctionnement de la machine. Les erreurs de modélisation des
roulements pourraient donc induire des erreurs importantes sur les températures
calculées. Une étude expérimentale pour la détermination d’un modele nodal des

roulements serait donc une contribution particulierement intéressante.

Le modeéle concu permet d’étudier le fonctionnement en mode dégradé, plus
précisément le cas ou dans une méme encoche, il pourrait avoir deux phases
juxtaposées avec des sources de chaleur différentes. Le bobinage du prototype utilisé
est superposé, il faudrait donc un autre prototype de bobinage polyphasé et juxtaposé

pour réaliser des tests afin de valider le modéle.

Le modeéle générique congu peut &tre mis a jour, il serait donc intéressant d’ajouter
au modele d’autres formes de géométrie, principalement celles du rotor afin d’étendre

les possibilités du modeéle.
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